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1. 2. 1 低温用貯稽における延性破壊評価研究の必要性
L N G (液化天然ガス)は -162 CCの極低温に冷却して液化されたメタンを主成分とする
液化ガスで，都市ガス用原料および発電用などの燃料として広く使用されるに至っている.
LNG タンクに代表される低温用貯槽においては，安全性を優先するために，材料，椛造，
施工管理等の全ての面で高い信頼性を確保する必要がある.特に， L I¥G タンクでは- 162 0C
としづ極低温度環境下でも十分な強度を有しかっ脆性破壊を起こさない材料であることが妥
求される.このような観点から，従来より地上式 LNG タンクの内槽材料には 9 O?? j 鋼あ
るいはアルミニウム合金が用いられているが，最近ではタンクの大容量化とともに 9 O?N i 
鋼が多く用いられており，その使用板厚も厚くなってきている.容量 8 万m 3 タンクの側板
最下段では板厚 3 0 mm程度で・あるが，最近建設された容量 1 4 万 m 3 タンクの側板最下段で
は 4 0 mmを超える板厚が採用された.
地上式 LNG タンクの脆性破壊に対する安全性は.以下に示すような材料性能を一般に要





従来，板厚 3 0 mm程度までの溶接部を含めた 9 9?N i 鋼の脆性破壊発生及びき裂伝情停止
特性に関する安全性については充分な検討がなされており 3)~5) ，さらに貯糟の大型化に備
えて板厚 4 5 m'"-' 5 5 mmの 9 0 0N i 鋼板および溶接継手の確性試験6) ï) も実施されている.

































図 1.1 L B B 概念の説明図
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一方， 原子力炉容器 ・ 配管において，図 1. 1 に示すように， 部材の板厚を進展するき裂が
貫通する以前に不安定破壊を起こさず，またき裂が部材を貫通した時点で構造部材が破壊に
至らなければ， 貫通からの冷却材漏洩を検知することにより，機器全体の崩壊を未然に防止






原子力発電用炉容器・配管において，図1. 1 に示すステップ ( i ) . ( ii ) で想定されるき
裂は高温環境下であることから，クリープや疲労あるいはその両方に起因する進展が想定さ
れている.次のステップ (iii ) 以降でき裂が板厚を貫通した場合には、内容物の漏洩検知に
より対策が講じられことから、脆性的な不安定破壊の懸念はない. しかし，近年， 高圧ガス












展機構に対する研究は多く，幾つかの進展モデル11) 1 2) が提案されている.ここでは，これ






大きな介在物からボイドが発生し始めるモデルは， McCli ntock H ) , Rice 15) , Broek 1 6 ) らに
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図 1 . 2 延性き裂発生・進展モデルの分類
イドが発生すると直ちに，き裂と連結する過程を繰り返すことにより，延性き裂が進展する








この破壊は累積的なひずみが関与している 20 ) と思われる.





集積量において延性き裂が進展する.ここで， 一つの進展段階で(例えば，図1. 2(b)で A か
ら B まで)に要した塑性変形は転位の消失により，き裂が B から C まで進展する際には寄与
しないから，このモデルでは非累積的なひずみによる破壊と考えられる.図1. 2(b)に示すよ
うな，き裂先端からからすべり線に沿ってせん断破壊によって延性き裂が進展するモデルは，


















従来から多くあり 23)~ 25) ，現在も延性破壊評価の主流をなしている.
脆性破壊において破壊靭性が材料固有の特性値として扱われてきたように，延性破簸にお
いても R 曲線、が材料固有の特性値として扱われてきた. しかしながら，各極研究成果により，
R曲線が温度やひずみ速度，き裂先端の多I~[ht1 (荷重負荷モード，板厚，切欠き比を含む)





Kolednik ら 2 :-) は. J -R 曲線の形状は，その試験が荷重制御か変位制御かで影響を受けると
報告している.低強度構造鋼を用いた試験で，延性き裂発生靭性は同じでも，荷重制御の場
合，変位制御より R 曲線の傾きが急となる傾向がみられた.これは，延性き裂進展が不連続
に生じることに起因しているとの説明がある. Andrews ら 23) は，サイドグループ付き試験片
では最も低い R 曲線が得られる一方で、 R曲線に板厚依存性は認められることを確認してい







ることで延性破壊強度予測を行う方法32) がある.最大応力とき裂進展を予測するのに R 曲
線を使い，その R 曲線の推定のために最高荷重時の破壊靭性値を用いる. しかし，この場合
も R 曲線が材料固有の特性との前提で検討が進められており，各種材料においてこの手法の
妥当性の検討が必要である.
1. 3. 3 延性き裂進展シミュレ-ションならびに延性破壊評価の数値解析に関する従来の研究
(1)破壊解析に用いる J 積分評価法
数値解析手法による破壊解析を行う場合，最も扱い易い破壊力学パラメータの一つに J 積
分がある.ただし， J 積分は種々の仮定の下に定義されているので，構造物への J 積分の適
用に際して，数々の制約が存在する33)3-1) その中でも，き裂成長のある場合に対しては， J 
















き裂進展制御ノマラメータとして， J , CTOD , V LL, COA, CTOA. エネルギー解放率 g.
プロセスゾーン内の塑性仕事の変化量. dJ / da などが考えられるが，これらのパラメ ー
タにより延性き裂進展条件を規定し得るか，あるいは制御ノマラメータとしての有用性につい
て，従来より多くの検討:39) "--1 2) がなされてきた.
これらのき裂進展制御パラメータにより R曲線を仮定(一般に，小型延性き裂進展試験
により 計測しておく 〉 してき裂を進展させ，試験片全体の変形状態をシミュレートする試み
( Application Phase Simulation )がある.逆に試験片の荷重あるいは荷重点変位に対す
る延性き裂進展量を実験的に求めておき，それを数値計算の入力値として R曲線を算定する
試み( Generation Phase Simulation )の両方の手法の妥当性が従来より多く確認されてき
た. しかし，荷重あるいは荷重点変位に対するき裂進展量を入力して R 曲線を算定すること
と R 曲線を仮定して荷重一変位曲線を算定することは表裏一体であり，同一形状・寸法の試
験片を扱う限り，両者が同じ結果を与えるのは当然である. したがって. R 曲線算定に用い
た試験片とは形状・寸法が異なる試験片や構造部材について R曲線の推定を行い，再現性の
確認を行う必要がある.
一般に， 2 次元解析では平面応力条件下で・試験片表面近くの応力挙動を表現し， 平面応力
条件下で-試験片板厚中央部の応力挙動を表現することになる. したがって，不均質試験体の
き裂先端近傍の応力多軸度の把握に対しては不適当となる.また，き裂進展条件に用いられ
る破壊制御パラメータ J ， CTOD , CTOAなどは，延性き裂進展量ム a と同様に板厚方向分
布は一様ではない. したがって，現状. 3 次元解析においてな破壊tlilJ御ノマラメータや延性
き裂進展量 ム a は板厚方向に平均的分布を仮定した計算がなされていることになる.
数値解析手法を用いたき裂進展シミュレート法は大別して，①節点解放法・・・き裂先端
部の節点拘束を解除する方法， ②節点移動法・・・き裂先端部の節点の位置を移動させる方
法4:3) の 2 通りがある.節点解放法は，解の精度がき裂先端付近の節点の配置により影響を
受け易い欠点を持つが，計算処理の容易さから最も一般的な手法になりつつある.
以上のような既往の研究から得られる知見を基に，本研究では延性き裂進展を制御する
パラメータとして，破壊力学パラメータを介さない 3 次元郎塑性解析法による Generation
Phase Simulation を実施する.これは，本研究の取り扱う試験片が不均質材料であること
から，従来の破壊力学ノマラメータに対する適用性に疑問が残るためである.特に， 3 次元解












て表 し， 評価すべき構造系に含まれるき裂に対しても同様な評価を行った上で， R曲線上の










べるが， 英国規格 (B S) への反映を目指した精力的な作業が継続されている.
一方ドイツでは，引張荷重を受ける切欠き付き薄板試験片のような単純化された構造モデ
ル (ET M : Engineering Treatment ~odel) を想定した上で，従来 J 積分や CTODで評価
される R 曲線に代わって， れと呼ばれるき裂先端の局所変位を破壊指標とした評価法47)48)
の確立が図られている. δ5は J 積分やCTODに比べて，実構造物での計測が容易なことか
ら工業的に実用性に富む利点を有する.さらに，最近の研究では，延性き裂進展量の小さい
領域に限れば，溶接継手に存在する強度的不均質性の影響を受けにくい49) ことも判明して
し 1 る .

































第 2 章では，均質材を前提と して提案されている各種延性破壊評価法を用いて， 溶接継手
に代表される不均質材に対する適用性について検討を行い従来の延性破壊強度評価法の溶接
継手への適用性に関する課題を抽出する.ここでは，破壊評価線図法に基づいて強度的不均




第 3 章では. 4 種類の均質試験片とその材料特性の組み合わせを持つ不均質試験片の延性
き裂進展特性試験を実施して，従来の破壊力学パラメータによる R曲線が強度的不均質をは
じめ，塑性拘束の程度に影響を受けることを明らかにする.さらに， 実験で得られた荷重線
変位を延性き裂進展制御パラ メ ータとして. 3 次元手ji塑性解析によるき裂進展シミュ レー
ションを実施する.これによって，延性き裂進展中のき裂先端周りの力学的特性を把握 し，
強度的不均質の影響を受けない延性き裂進展に関する新たな指標を探索する.





・ 本研究の目的 , 不溶均接度継質を的性手を均に有代質研す表部くるさ第範高れ央延1る章性不材試均延緒料性質の材論破裂を〉壊進進評む価延問指性題標きの裂明の確力化学特性の解明
- 本研究の範囲;進強 除不 究中 での 片き 展 であり、定不す均質境界での
展 き、 囲を験レベルでの検討に限 る
く第 2 章 延性材料およびその溶接継手に評性お従価のけ来影のるの試延響破性みに壊破関と評壊す問価評題る法価点検へのの適用性に関する検討〉
破延溶壊性倭評不価安手線定条図適法件にに及基づぼすすく延強性度問破的壊不点均強度抽質 討
継への用に対る題の出
く第 3 章 進展する延性き裂先端近進傍延きき怯展裂の裂応進すき進裂展力る展延進中・抵展性ひに抗ず特おき特性み裂け性試先挙る;こ験応端動及力のとぼ力・す学ひ強ず的度み特的性挙不動の均の明質把確の握化影響>- 強的不 解をす試験片の・. 強3 度度次元的弾不均均塑性質質に影有析響に基をる 受づけく延な性い
く第 4 章 及進展ぼす喜すF量るE性延拘性束百き裂の影先端近>傍の限界ひずみに・ 強比度を的変不え均た 片と板を のい比た響延を変性えき 裂裂た明 試進験展片特や性試切験欠
- ず3 み次元に及弾塑ぼ性す解塑析性拘に基束づの影く延響性の解き 先端の限界ひ
く・・.・第局限325界所次次章相変元元位弾弾当き塑塑塑を裂性性用性先解解いひ端ず析析たのみ延にに局性よよと所破局るる変延所壊簡位性評易変に位価きシ基裂ののミづ先提関ュく係端案レ延のの性局担シ破所接ョ壊変ン評位手価挙法に動の関検のす把討る握検討〉
く第 6 章 総括>















最後に第 6 章では，第 l 章から第 5 章までを総括する .
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定条件に基づく手法， J 積分に基づく Tearing Instability クライテリオン43) ， CTOA に
基づく Tearing Instability クライテリオン50) などが従来から提案され，その妥当性につ
いても検討されてきた51) しかしながら， これらのクライテリアは，全て破壊力学ノミラメー




























CEGB R6 Rev. 3 5 1 ) や PD 6493 改訂案56) には，評価対象に応じた破壊靭性値の決定法や破
壊評価線図が提案されている.ここでは，本節で用いる破壊評価線図法の前提条件について










の推定については， Tearing ~odulus を用いた延性不安定評価，ならびにコンブライアンス
を考慮に入れた延性き裂進展シミュレーション法を用いた延性不安定評価を実施し，延性材
料とその溶妓継手に対するこれらの評価法の適用性を検討する.なお， Tearing Modulus に






(Category 1) と延性き裂の進展を考慮する必要のある場合 (Cat egory 2) に応じて定義
が異なる.さらに，オーステナイト系ステンレス鋼のように大規模降伏領域において，安定
な延性き裂進展を続ける高延性材料に対して適用する場合 (Category 3) には， Category 
l や 2 で定める定義の破壊靭性では不都合を生じる.すなわち，式 (2. 1) で示されるような
平面ひずみ条件下でのK mat が， K r=K/K mat の K mat に採用されるべきとされている.
本章で検討を行う各種延性破壊評価法とその検討範囲ならびに検討内容
延性破壊評価法 検討範囲 均質材料と溶接継手に対する 分類
検討内容
2. 2 節 破壊評価線図法に基づく評価 延性破壊強度(載荷限界荷重 E 
と限界変形)推定の妥当性
2. 3 節 Tearing Instabilit y に基づく 延性き裂進 延性不安定条件の適用性 皿
評価 展と進展後
2. 4 節 延性き裂進展シミュレーションを 延性不安定条件の適用性 E 
用いた評価










<破壊評価線図 (FAD) > 
破壊評価線図では，横車[Uに評価対象となる構造の応力の無次元化量を，縦軸に破壊力学パ
ラメータと材料が有する破壊靭性の比をとる.破壊評価線図として以下の 3 種類の Opt i on
が与えられている.
応力一ひずみ曲線の不連続が現れない全ての材料の場合
(~ a) はき裂抵抗曲線から得られる ~a に
(ム a) / (l-ν 2 )} 112 
J ν はポアソン比，
{E . J K mat 







K r=(1-0. 14 L r 2) {O. 3+0. 7exp(-0. 65 L r 6)} 
応力一ひずみ曲線の初期のひずみ硬化が大きい材料などの場合Option 2 : 
(2. 3) 
E ref は真応力一真ひずみ関係において応力
{Eε ば/ L rσy + L r 3 0 y/ 2 Eεref} 一 1 /2
ここで) 0 yは降伏応力， E は縦弾性係数，
L r ・ σ y に対応したひずみ.




法52 ) による評価法がある. 2 パラメータ法とも R6 法とも呼ばれるこの破壊評価線図法は，
英国中央電力庁 (CEGB: 現 ~E) で開発され，線形破壊力学における K概念が成立する領域から
塑性崩壊領域にいたる過程をK値と荷重の 2 つのパラメータにより破段評価線図 (FAD:
Failure Assessment Diagram) 上で図式的に取り扱うことを可能とした破壊評価法である.
日本国内では，破壊評価線図に基づく本評価法の工学的有用性が従来法に比べて不明との指
摘53)54)もある一方，英国では，この破壊評価法を基に榊造物の欠陥評価法の基準5.，\ ) 56 ) を作成
した後，その妥当性に関する確認作業.57 )が精力的に実施されている.また そのような作業
とは別に，大規模降伏領域での破壊評価適用への拡張を目的として 新しい破壊評価曲線が





K r = (J / J e ) -]/2 
ここで， J e は J の弾性成分.
(2. 4) 
いずれの Opt i on においても荷重パラメータ L r (=o / Oy) に対する破壊評価線図と
なっている. しかし，評価対象 (Category) に応じた最適な破壊評価線図については言及さ
れておらず，とりわけ延性破壊評価に対しては， Calegory 3 に適応する破壊評価線図の開
発が必要と思われる.
また，評価に際して，評価対象となる構造形状や寸法に応じて， K r と L r の決定が必要
となる.例えば， Op t i on 3 に対しては，コンパクト試験片では，試験で得られた延性き裂
進展中の実験データを使って，以下の定義による K r , L r を算出する.




ここで， J e ' J p はそれぞれ J 積分の弾性成分と塑性成分， p y は限界荷重 (Limit load) 
である.コンパクト試験片の場合は，それぞれ式 (2 . 7) ，式 (2 . 8) で示す Merkle Corten (平
面ひずみ)の式61) と ASTM で提示されている式62) を採用した.なお，後述する CCP試験で
は式 (2. 9) を採用した.
Py ニ1. 26 ・ (4/3) 112. 。 γ(W- a) ・ B.η
η{ ﾟ 2 + 2 ﾟ + 2} 1 /2 ー (ß + 1) 
β= 2 a/ (W-a) 
p y = B. (W -a) 2 ・ O y/ (2"¥V+a) 
P y = B. (W -a) .σy 




式 (2. 5) は，弾塑性変形領域においても適用性のある破壊評価線図として示される非線形
破壊力学パラメータを用いたK r 定義式( Opt ion 3 5 2 ) ) である.ここでは，延性き裂発
生・進展挙動を対象とした評価を必要とすることから，破壊限界指標 K IC , J IC による
K r = K/K IC = (J / J IC) 1/2 に代えて，式 (2. 5) を用いることにした .









的:こした中央切欠き付平板 (C C P) 試験片を用いて行った.コンパクト試験片では，延性
き裂進展抵抗特性に及;ます板厚の影響を調べるために，板厚を 1 0 m'"'-' 4 2} mm と した . ま
た，試験片は，強度的不均質レベルの異なる GTA \\"と S?IA \\"の 2 種類の溶接継手から採
取し，比較のために母材試験片も用意した.
表 2.2 試験実施条件の一覧
Specimen Compact CCP 
I/ThiC…加川 10 20 45 5 
Base metal 。 。 。 。
Weld metal (GTAW) 一 。 。
Weld metal (Srv1AW) 一 。 。
表 2 . 3 供試鋼板および溶俊材料の化学成分
Material C Si Mn P S Ni Cr Mo ﾛJ Fe W Nb+Tε 
Base metal 0.05 0.25 0.58 0.002 0.001 9.42 0.03 0.01 0.01 一 一
Weld metal 
0.01 0.06 0.05 0.003 0.002 67.1 1.93 18.07 9.72 2.84 (GTAW) 一
Weld metal 
0.09 0.24 3.00 0.004 0.003 64.2 15.35 2.36 0.02 13.12 1. 58 (SMAW) 
( 1 )供試材料
供試鋼板には板厚 4 ;) mm の 9%Ni 銅 (JIS G3127 ， SL9N590) を用いた.供試溶接継手は，
立向き姿勢による自動TIG溶接法(以下， GT A\Vとする)と立向き姿勢による被覆アー
ク溶接法(以下， S i¥L¥ \V とする)により 2 種類製作した.供試母材と溶接金属の化学組成




れぞれ直径 10mm と 6mm，ゲージ長 50mm と 30mm とし JISZ3111A2 号;こ準じて製作した.
母材試験片は，圧延方向;こ平行に板厚 45mm の 1 /4 の位置から採取した.試験温度は，室温
と - 170 ~Cの 2 温度とし， JIS Z 2241 に準じて変位速度 3.75mm/min で試験を行い，荷重
ひずみ線図(ひずみ範囲は 10出まで) , f申び，絞り， O. 2%耐力，引張強さを求めた.荷重と
ひずみ線図は，全てデ、ィジタルデータとして計測した .
17 
第2章延性材料およびその溶接継手に対する従来の延性破壊評価法の適用性に関する槙討 2. 2 破壊評価線図;去を用いた延性破壊強度評価法の溶控継手に対する適用性
Tempera -02% proof Ultimate Elonεga *t>ion Reduct ion M eter ial ture ("C) s t r ess .aσ〉0.; strength. In area. (MP σu(MPa) (%) RA (%) 
Base R.T. 638 731 28 83 
metal -170 799 945 26 74 
Weld R.T. 424 684 51 39 
metal 
(GTAW) -170 561 831 46 44 
Weld R.T. 483 758 33 22 
metal 





試験片の形状と寸法を図 2. 1 に示す.板厚は 1 0 mm , 2 0 mm , 4 5 mm の 3 種類とし，初期
切欠き長さ a o は，板幅の O. 55~0. 6 倍となるよう切欠きの先端に疲労予き裂を導入した.




進展量ム a は， ASTJf E1152 62 ) に準じて板厚方向に 8 分割した 9 点を計測し，その平均値を
用いた. J 積分62) と CTOD 63) の評価式として，以下に示す式 (2. 10) と式 (2. 11) を採
用した .
また，丸棒引張試験;こよって得られた 9%~i 鋼母材および溶接金属の機械的性質を，
表 2. 4 に示す.溶接金属の耐力は母材の耐力に比べて小さく軟質継手となっており，室温に
おける母材;こ対する溶接金属の 0.2% 耐力での強度比 S r CY) は， GT A \\'継手で 0. 66 ，
Sj¥dA. \V継手で 0 .76 である.
表 2 . 4 丸棒引張試験によって得られた 9 % Ni 銅母材および溶後金属の機械的性質
J = (1 -1 2) K 2 / E + J pl 、、，，，，???nノωJ'z‘、
J pl=ηA pl/B (W-a 0) 
η=2+0.522 (W-ao) /vV 
ただし， Kは応力拡大係数， ν はポアソン比， E は縦弾性係数， B は板厚， vVは板幅， a 0 
は初期切欠き長さ， A pl は荷重 一荷重変位曲線下の面積.
予防 Gauge length : 50mm (Base metal). 30mm (Weld metal) 
CTOD = (1 -1 2) K 2/ 2σyE + r p (W-a) V p/ {r p (W-a)+a} 
r p =0.4 (1 +α) 
α=2 ・ {(a/b o)2 十( a / b 0) + O.5} 1/2 - 2 ・ (a/b 0+0.5) 










Notch Detail A Notch Detail B 
r p は回転補正係数， b 。はリガメント寸法 (=W - a).
また，電位差法に用いたき裂長さ a の推定式には，以下に示す H. H. J ohns on によ っ て与え
られる式64) を用いた .
a =竺- 1 r cosh (πY o/2W) (2. 12) 
π- cosh {([/U 0) ・ co s h - 1 (c o s h (πY 0/2W) / cos (πa 0/2W)) } 
ここで， a 0 は初期き裂長さ， vVは試験片幅， Yo は出力電圧端子距離半長， Uは出力電圧，
U。は初期電圧 .
入力側電線は，直径 3mm，長さ 1. 5 m の銅線で入力端子への媛続はねじ止めとした.出力






Fa t igue 
precrack 





(1) 9%0: i 鋼とその溶接継手の J-R曲線
本供試材における板厚 10mm.20mm および 45mm の母材試験片で得られた J -R 曲線を比較し
て，図 2. 3 に示す.図中に，コンパクト試験に供試した板厚 lOmm ， 20mm および 45mm の母材
試験片で得られた J -R 曲線の全てを併せて示す. J -R曲線は板厚方向の拘束の程度に依存
する場合があることが知られている 66) が，図 2. 3 をみると本供試材の板厚範囲において，
J -R曲線に及ぼす板厚の影響は極めて小さい.そこで，本研究では， 9% ì\ i 銅の J -R 曲
線は板厚に関わらず，図 2. 3 に示す J -R曲線を採用することにした .
の
(4 )中央切欠き付平板引張試験
図 2. 2 には，中央切欠き付平板 (Cc p) 引張試験片の形状と寸法を示す.板厚 5 mm , 
板幅 8 0 mm，切欠き長さ 2 0 mm で，切欠きの先端は， O. 2mm ~Jruの放電加工仕上げとした.
試験温度は， 全て室温とした.変位制御(ストローク速度=1. 0 mm/mi n) で負荷し，荷重，
切欠きをはさんだゲージ長 6 mm 間での試験片中央部の変位量，延性き裂進展量 (6 a ) 
各種データを取得した.ム a は写真撮影により直接計測した.また， J (I直は荷重と試験片中
央部の変位量から次式に示す Rice の提案式65) により計算した.
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同様;こ溶接継手の溶接金属部に切欠きを導入したコ ンパク ト試験片を用いて， J -R曲線
を求めた. 2 種類の溶接継手から採取した試験片を用いて，複数試験片法で得られた J -R 
曲線を母材と比較して，図 2. 4 に示す.母材に比べて溶接継手試験片では，同じ J 値レベル
での延性き裂進展量が大きいことから，溶接継手試験片から得られる延性き裂進展抵抗特性
は相対的に劣る こ とがわかる.
こ こ までに得られた母材と溶接継手の R曲線は，延性き裂発生後から延性き裂進展を対象
として J 積分を用いて整理している.そこで，図 2. 3 と図 2. 4 で与えられる J - R 曲線が，
有効性を失わない範囲について検討が必要となる . 延性き裂が進展した場合にも，近似的に
J 値がき裂先端ひずみ特異性を反映する条件 ( J -controlled growth cond i t i on) として，
Hutchinson ら 6ï) は以下の式を与えており，この条件を満足する場合に， J 積分の有効性を
失わないとの目安が与えられている .
ω= ( b / J) ・ (dJ / da) ) 1 (2.14) 
ここ で， b はリガメント長さ .
d J /d a は， J-R曲線を J = C 1 (ム a) C2 と近似した場合には， 次式で与えられる .
dJ/da=Cl'C2 ( ム a) C2・ 1 (2. 15) 
図 2. 3 と図 2. 4 から得られる定数 C 1 , C 2 を使って， dJ/da と ω を計算すると，
図 2 . 5 のようになる . Shih ら 68) は J-con t rol l ed growt h 条件を満足するために、 ω は 1 0 
以上に必要であると報告しており，図
2. 5 と比べてみると母材と GTA \Vの
場合延性き裂進展量ム a が 3 mm 以上
司， S ?IA \Vでは ~ a が 1. 5 mm 以上
でこれを満足しなくなることがわかる .
この場合，式(2 . 1 4)や式 ( 2. 15 ) は均質
材料を前提とした適用条件であること
に留意する必要があるが， 本供試材に
おいて，母材やG T A \V継手で延性き
裂進展量が約 3 mm 以下， S NIA \V継
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るとの考え方69) がある . 以下に，文献 69) で示される破壊評価線図法;こ基づく最高荷重の
推定方法について述べる.
延性き裂進展を破壊評価線図上で推定するためには，延性き裂進展量の変化に伴う Kr
と L r の軌跡によって与えられる曲線( Ductile crack gro~th locus )が用いられる.
破壊評価線図に作図した Ductile crack growth locus の一例を図 2. 6 に示すとともに，
延性き裂進展評価の手順について，図 2.6 を用いて説明する.評価点 (A ， B , C , D) の
座標 (S r , K r) は，一定の作用荷重 (P) および各点の延性き裂進展量(ム a )を用い
J次式で求められる.
K r = {J e (P , a + 6. a )/ J R (ム a) } 1/2 
Lr = P/Py(a+ ム a ) 
(2. 16) 
(2. 17) 
ここで， Py(a 十ム a )は，き裂長さ (a ..，ム a )に対するリガメント部の応力が降伏応力に
1.6 
1.4 
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ここで， σ は真応力 ， E は真ひずみ， α と n は材料定数. a 。は基準応力で，
耐力を使用した.また， E を縦弾性係数とすると E 0 は σ 。 / E で与えられる.
破壊評価線図を用いた延性き裂進展評価;こ際して，評価の対象となる材料の特性に最も適
合した破壊評価曲線 (Failure Assessment Curve: F A C) を用いることが重要である.破
ここでは O.2% 
tl (a / a 0)Q (E/EO) この時の J 値の弾性成分を，
その後の
OB , OD と
で示す.
O 九，
図 2.6 のA点(~ a = 0) 
D とする. また，
a ー ム a )は，
J R (ム a )は J -R曲線から求められる j 積分値に相当する.
延性き裂進展の開始点;こ相当する評価点を，
延性き裂進展量に対応する評価点をそれぞれ B ， C , 
破壊評価曲線との交点をそれぞれE ， F , T で表す.
J e (P , 等しくなる時の荷重に対応している.








図 2. 6 の破壊評価線図上には， 4 通りの Ductile crack growth 
この内，曲線①は任意の荷重 P 1 :こ相当する曲線であり，
曲線②〈荷重 p 2)，曲線③(荷重 P 3)，曲線② (荷重 P み近似範囲の破壊評価曲線を，
用することにした.
5%ひずみ範囲で求められた破壊評価曲線を用いて，コンパクト試験およびCCP試験を
評価対象にした延性き裂進展評価( Ductile tearing analysis )を試みた例を以下に示す.
表 2.5 には，延性き裂進展評価のための前提条件を示す.評価の手順は図 2. 6 に示すとおり
であり，試験片;こ作用する荷重を一定にしたまま，図 2. 3 で得られた J - R曲線にしたがっ
て延性き裂を進展させて行った.荷重レベルは 3 条件，延性き裂進展量は O. 5 mm'" 3 0 mm 
表 2. 6 5%ひずみ範囲で求められた破壊評価曲線を用いたコンパクト試験と
より，
P 1< p く 2 く P 3 く P .tであり， P 2 は延性き裂進展開始点E における荷重を表す.
曲線④は，破壊評価曲線と点Tにおいて接し，この時のき裂進展量はム a 3 とする .















Specimen くCompact specimen> 
\\ïdth , W=100mm 
lnitial crack length. ao=50mm 
Thickness , t二lOmm.20mm ，45mm
くCCP specimen> 
\\ïdth , vV:::80mm 
lnitial crack length. aO二20mm
Thickness 守 t二5mm
I¥Iechanical propert.ies See Table 2.4 
FAC selection Option 2 
Appliecl loacl くCompact specimen> 
t=10mm : 50kN, 65kN, 80kN 
t=20mm 120kN. 140kN, 160kN 
t=45mm 140kN"'-220kN 
くCCP spccimen> 
160kN. 220kN. 280kN 
Ductile crack extension ﾟ n =0.5mm---:3.0mm 
Resistance curve See Fig.2.:3 ancl Fig.2.4 
Kr See eq. (2.5) 
L r See eq. (2.6) 
P y , くCompact specimen> 
t= lOmm ,20mm See eq.(2.8) 




その時の延性き裂進展図 2. 6 の接点で与えられ，死荷重に対する延性不安定破壊開始点は，
量は~ a 3 で与えられる .
次に，図 2. 7 に，丸棒引張試験で得られた真応力，真ひずみのデ、イジタル値と式(2 . 18) に
示す Ramberg-Osgood 式で近似した場合の真応力一真ひずみ曲線の比較を行った例を示す.
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高荷重時の K f , L f を，図中;こ・印で示す. 図 2.8 から分かるように，いずれの破壊評価
線図も，実験で得られた最高荷重点と本法による最高荷重予測点とは比較的良い一致がみら
れる.このことから， 9%N i 鋼母材における破壊評価線図法:こ基づく延性き裂解析手法お
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(a) GTAW (板厚 4 5 mm 
2.0 









.; Exper imental Pmax • : Exper imental Pmax 
Locus plot ted 




X Predicted PmaxC207k N) 
L 
X 9Pti()n 2 5%FAC/ 
Locus plot ted 








(b) CC P試験(板厚 5rm) (b) SMAW (板厚 45mm)
図 2. 8 (a) (b) 破壊評価線図を用いた 9%Ni 銅母材試験の最高荷重の推定 図 2 . 9 (a) (b) 破壊評価線図を用いた 9%Ni 銅溶後継手試験の最高荷重の推定
26 27 
==三三三三三三竺竺竺一一一一ー一一一一一一一一一一一一一. 
破壊評価線図;去を用いた延性破壊強度評価法の港接継手に対する適用性2 2. 延性材料およびその溶接継手に対する従来の延性破壊評価法の適用性に関する検討第 2章
同様に，図 2. 1 1 では破壊評価線図によって得られた最高荷重予測値 P~[Fと実験で得られ
る最高荷重 Pmaxの比較を示した.母材は板厚に関わらずほぽl.0で良く 一致しているが，溶
接継手では P.\[F/Pmax はばらついており，最高荷重が精度良く予測できているとはいえな
延性き裂進展解析を，表 2. 5 に示す評価前提条件の下で試みた.その結果を図 2. 9 に示す.
また，板厚 4 5 mm のコンパクト試験で得られた最高荷重時に相当する K r, L r を，図中
に・印で示す. なお， K r , L r を求めるにあたって使用した材料特性値は，全て溶按金属









S r (Y) =0. 76 



















図 2 . 1 0
いて，詳細に検討した例を Appe n di x 2.2 に示す.
破壊評価線図法によって得られた最高荷重( P.\lF)予測結果と限界荷重( PL ; 式 (2. 8) の
Oy を (σ y+Ou) /2 で置き換えた)と実験によ り求まった最高荷重( Pmax )との比較を
表 2. 6 に示す.図 2. 1 0 には，限界荷重に対する実験による最高荷重値の比較を示した.母
材の場合，板厚が大きく なるにつれて実験値が大きくなっており，限界荷重において板厚効




このような結果から，破壊評価線図法に基づく 延性評価を行う場合に，溶J妥継手では PL の
推定誤差に起因する L r の誤差の影響を受けやすく なることが明らかになった .
冨 í勢1.4 と( P MF) の比較破壊評価線図法によって推定された最高荷重実験的で得られた最高荷重( P max) 表 2. 6 















Thick -Experim- limi t Pma. Predicted PMF 
ental load Material ness P打、 ax PL PL Pmilt .PMF Pmilt (mm) (kN) (kN) (kN) 
10 65.4 67.5 0.97 66.6 1.02 
Base 
20 135.1 131.9 1.02 126.1 。‘ 93metal 
45 202.2 182.1 1.11 187.2 0.93 I 
Weld 20 58.8 61.2 0.96 51.4 0.87 
打1etal
(GTAW) 45 201.1 170.4 1.18 143.6 0.71 
Weld 20 60.2 70.9 0.85 58.5 。97
metal 
(SMAW 45 185.2 196.5 0.94 144.0 0.78 
破壊評価線図法によって推定される最高荷重 (P t.l F) と
実験的で得られた最高荷重 (Pr悶x) の比較
図 2 . 11
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る上で，破壊評価線図における横軸 L r の評価精度の向上が重要であることが確かめられた.
2.2.4 延性材料を対象にした改良破壊評価線図に基づく延性破壊強度評価
破壊評価線図 (F AD) を用いた延性破壊強度評価において，荷重の無次元化量で表され
る横軸 L r の推定精度の向上が重要であることが，前項までの検討の結果から明らかになっ
た.これは，破壊評価曲線が，必ずしも高延性材料を対象に考案されたものではないためと
も考えられる.例えば，代表的な破壊評価曲線である Option 1 を例に挙げると，これは各
種材料の延性破壊試験結果や有限要素解析結果の包絡線より求められたものであり，高延性
材料を対象として，この破壊評価曲線を適用した場合，一部に非安全側の評価結果が得られ
ることがある 60) この原因として，高延性材料の破壊挙動は， L r が大きい領域すなわち，
大規模な降伏領域で延性き裂進展が起こり， L r > 1 なる領域すなわち全面降伏後の塑性変






延性材料の延性き裂の発生 ・ 進展は，全断面大規模降伏後の挙動である . このことから，
高い延性を有する材料を対象に破壊評価線図法を適用する場合の横軸には， L r として荷重
を用いるよりもむしろ， CTOD 設計曲線 70) 71) などの概念、に示されているオーバオールひず






供試材料の真応力一真ひずみ関係が，以下に示す Ramberg - Osgood 式を満足すると仮定す
る.
E / E 0σ/ び o + α(σ/σ 。) n (2. 19) 
ただし，ここで σ は真応力 ， E は真ひずみ， α と n は材料定数. σ 。は基準応力で ， E 0-




(E / E 1' )・( E y/ E 0) = (σ / 0・ y ) ・ (σ '1' 1 σ 。) + Q ( σ / σ) n ・ (0 l' 1 0・ o) n
E r 三 é/é y , Lr三 0/σy
と定義し， E l'と σYの聞に
E 1'/ E 0-σy/O 。 十 α(σy/Oo) n 
の関係が成立つことから
E r' {σ 、 / σ 。 + α(σy/ O 0) n} = L r'σy / σ 。 + α(L r.σ 1' / Oo)n 
ß = σy/σ 。 とすると
E r= (L r + α . ﾟ n - 1 ・ L r 口) / (1 + α'ßn-1) 






Ainsworth ら 73) は，クリープ解析に用いられている参照応力 (Reference stress)の考え
方を用いて，式 (2. 3) で示すような Option 2 の Kr と L r の関係を導いた.参照応力は，
以下の式で定義される.
σr e f 三 σy'P/Py (2.25) 
ただし，ここで Oyは降伏応力， P は作用荷重， Py は σy~こよって定まる限界荷重を表し，
式 (2. 3) における E r e f は材料の真応力一真ひずみ曲線上において，参照応力〈 σr e f )に
対応するひずみを表す.したがって ， E r e f は，対象とする物体にき裂の存在を考慮、 した場
合のひずみと考えてよい.すなわち，式 (2. 2 1)で示すように Lr=P / Py=Orer / σy に
換えて， Er Eref/Ey と表示することが可能である.
一方， CTOD 設計曲線などに使用されるオーバオーノレひずみ E ∞(全体ひずみ)は，切欠
きあるいは欠陥のような不連続部を跨いで定めた標点による形式的なひずみとされている.
全面降伏状態では，無次元化された CTOD ， φ は，概ね E ∞/ E y に比例し，次式72) で与え
られる.
φ = 8/ 互 E y m • é ∞/E y (2.26) 
ただし， 8 は CTOD で，互は欠陥特性寸法である.また， mは係数で，試験片の形状や材
料の加工硬化特性などに依存するとされている.本研究では，このように定義されるオーバ
オーノレひずみ E ∞を実験的に求めて， E r として算定することの妥当性を検討する.
( 2) オーステナイト系ステンレス鋼とその溶接継手の延性き裂進展試験
実験は，中央切欠き付平板引張試験(以下， CCP試験と呼ぶ. )を用いた延性き裂進展
試験を行った.実験に用いられた材料は，元厚 5 0 mm のオーステナイト系ステンレス圧延
鋼 (8U8304) である.供試圧延鋼の化学成分と機械的性質をそれぞれ表 2.7 と表 2.8
に示す.以下に，各々の試験方法と実験的;こ決定する E r の算定方法について示す.
図 2. 12 には，中央切欠き付き平仮引張 (C C P) 試験片の形状と寸法を示す.試験片の





Extensometer for grobal disPlacement 
unit:mm C r acked pane I の化学成分供試鋼板 (オーステナイ ト 系ステン レス銅〉表 2.7
。B Co N V Mo Cr Ni S P Mn Si C 
Notch 
0.05 0.52 0.81 0.025 0.003 9.10 18.44 0.11 0.03 0.035 0.09 0.0005 0.0033 
表 2. 8 供試鋼板の機械的性質
Reduction 
in area , RA 
(% ) 




strength ， σu 
(MPa) 
02%Proof 
Temperature stress ， σγ 
(MPa) 
79.7 71.5 642 246 R.T. 
75.9 43.1 393 138 5500C 
DTFC 0--20mm) 





5 50 0Cの 2 温度で，変位制御(ストローク速度 1. 0 mm/min) で実施された . ( a )荷重，
( b )切欠き中央部の関口変位量(図 2. 1 3 参照) , (c)切欠きをはさむ 2 点聞の変位量(グロ
ーバル変位と呼ぶ. ) . ( d )切欠き先端部の関口変位量 CCTOD) と延性き裂進展量(ß a ) 
のデータを採取した.なお，グローパノレ変位は，図 2. 13 に示すように試験片の表，裏でそ
れぞれ計測し，これによって求められる平行部 1 8 0 mm 問の平均ひずみを，ここではオー
バオールひずみとして採用した . また， CTOD や ム a は，電気炉側壁に設けられた覗き穴
図 2. 14 には， CTOD およびム a の計測上の定義につ
CTOD はき裂先端の R止まりで計測し，文献 5 1 )や文献 62) の考
0.2 mm 以上の延性き裂進展が認められた場合を 、 延性き裂発生の定義


































図 2 . 12 





として平板引張試験において計測した E g をオーバオールひずみとして採用した .
(3 )オーステナイト系ステンレス鋼とその溶接継手に対する改良破壊評価線図の適用性
式(2. 2) と式(2.3)で与えられる üption 1 と 2 の FAD は， L r をパラメータとして表現
されるので，式( 2.24 ) を用いることでKr - Er 関係が得られる.
なお，実験データのKr ， Lr , Er は，ここでは以下の定義によって整理した.
Kr 三( ﾒ / ﾒ e ) ・ 112 (2. 2 ? 
L r 三 P/P 、 (2. 2 S) 
E r 三 ε ∞/εy (2. 29) 
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CCP test (5500C) 
」









( b) 5 5 OOC ( b) 5 5 OOC 
図 2 . 15 (a) (b) 従来の破壊評価曲線と CCP試験データの比較 図 2 . 16 (a) (b) 改良破壊評価曲線と母材 CCP試験データの比較
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室温と 5 5 0 ~Cでの Sl-S 3 0 4 母材の CCP試験データを用いて FADの検証を行った .
式(2.2) ， (2. 3) に基づく Kr ー L r 関係、による F:-\D と式(2 . 24)に基づく Kr - Er 関係、に
よる FADの比較を，図 2. 15(a)(b) と図 2.1 6 (a)( b )1こ示す.横軌を L r とした場合と横軌
を E r とした場合の両方とも， F _-¥D と実験値は比較的良い一致を示している . 図 2. 16(a) 
の一部で，実験データに対してやや非安全側にある FADが認められるが，これは本実験で
計測されたグローパルひずみ E g は，標点外部の変形拘束を受けるために，やや小さく計測
される傾向にあるためと考えられる.また，図 2. 16( b )からは，室温だけでなく高温領域で
も， FAD と実験{直が良く一致していることが確認できる .
式( 2. 21 )で定義された FADの E r と本研究で定義されたオーバオールひずみを等価と置
くことについては，未だ議論の余地があると思われる . 仔iJ えば，構造的応力集中部における
オーバオールひずみで、は，欠陥をはさんで欠陥長さの 1 . 5 倍の領域において定義すること
を提案されている ï4) したがって，実験的に与えるオーバオールひずみの定義については，
さらに検討される必要があると思われるが，少なくとも本研究範囲において， E r とオーバ
オールひずみはほぼ良い一致が認められた .
また， K r-E r による FADの形状がKr-Lr のそれに比べて大きく変わるのは，横
軸を L r とした場合には L r く 1 の領域が大きく， E r とした場合には L r > 1 に相当する
E r > 1 の領域が大きく拡大されるためである . したがって，大規模降伏領域での破壊挙動
を表現するためには， Kr-L r 関係の FA Dに比べて J K r - E r 関係、の FADの方が適




ム: Base metal 
o : Weld joint 
(Sr (y) =1 .5) 
100 1000 
図 2 . 17 溶筏継手に対する改良破壊評価線図の適用性
3G 
2. 3 Tearing Instability クライテリオンに基づく延性不安定協裏評価法の溶接継手に対する適用性
次に. SUS304鋼母材ならびに溶接継手の室温で得られた CCP試験データを用いて ，
式 (2 . 2 -l)に基づく K r-E r 関係による FADの溶接継手への適用性について， 母材と比較
して図 2. 17 に示す.ここで用 いたステンレス銅溶接継手の母材に対する溶接金属の 0. 2 %
耐力の比 S r は ， 1. 5 である . 母材については， 前述のように， Qp t i on 1 あるいは Opt i on 
2 に関わらずFAD と実験値でよい一致が認められるが，溶J妾継手の場合には実験値の下方
に FAD があり， FAD に対して過度に安全側の評価を与える結果となっている.これは，
前項で検討したK r-L r 関係で得られる FADで，溶接金属部を含む溶接継手の限界荷重




を L r から E r に変換した場合の F AD) においても，溶接継手に存在する強度的不均質性
が及ぼす評価への影響は改善することができないようである.
2. 3 Tearing In stabi lit y クライテリオンに基づく延性不安定破壊評価法の
溶接継手に対する適用性








そこで，本節では， Tearing Instabi I i ty クライテリオンを用いた延性不安定破壊評価に
おいて，溶接継手が持つ強度的不均質が評価誤差に与える影響について検討し，適用課題を
抽出する .
2.3. 1 Tear i ngModu I us を用いた延性不安定破壊評価法
Par i s ら 52 ) は，全断面降伏状態にある弾完全塑性体を仮定し，き裂が微小量だけ進展し
た時の塑性伸びと荷重落下による弾性的な縮みの大きさを比較して 数種の試験片に対する
以下のような不安定条件式を導いている .
T app = E / aF 2 (d J app/ d a)δT 注 T mat=E/a F2(d J mat/d a) (2.30) 
ここで， E は縦弾性係数 ， 0 F は流動応力， ﾒ T は試験負荷系の全体変位量である .
式 ( 2. 3 0) の左辺の T app は，物体の形状，き裂長さ，荷重状態などの力学的状態の関数で
あり，右辺のT ma t は J- R曲線の傾きから求められる材料特性値と考えられる.
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本実験では，式 (2 . 30) における T mat は低コンブライアンスコンパク ト試験によって得ら
れる R曲線から， T app は Ernst らによ り求められた次式，6 ) によ り計算 した .
T app = E / a F 2 {ー ( y ・ J app/ b) + (η 2 P /b 2 B ) /Y } (2. 31) 
Y=Kl¥I/P + (d P /P d ?1) 十 (η 2 P / b 2 B) /2 
2 = a F 2 ・ T mat/E +γ ・ J app/ b 
η=2 十0 . 5 22 (b/W) 
ァ = 1 +0. 76 (b/W) 
ここで， b はリガメント長さ ， B は板厚， Wは板幅， P は荷重， E は縦弾性係数， 。 F は流
動応力 ， ﾒ 1 は試験片の荷重線変位， K }.[はばね定数であ る.
本節では， 式 (2 . 30) を満足する場合に延性不安定破壊が生じる との条件の下で，破壊評価
を行う.
2. 3. 2 600MPa 級高張力鋼溶接継手を用いた延性不安定再現試験
Tearing Modulus を用 いた延性不安定破壊評価の妥当性を検討するために，延性不安定破
壊現象を実験的に再現する こ とを試みる . 延性不安定破壊を再現するためには，延性き裂が
進展する過程において，除荷が起こらないように試験機のコンブライア ンスを大き くしてお
く工夫が必要となる.以下に，試験機ならびに試験方法の詳細と得 られた試験結果を示す.
( 1 ) 高 コンブライアンス試験装置を用いた延性不安定破壊試験
本実験に供試した材料は ， 600MPa 級高張力銅 (JIS G 3115 SPV4 90Q) およびその溶接継手
である.表 2. 9 と表 2. 10 には，供試材の化学成分と機械的性質を示す.供試した継手の母
材に対する強度比 S r (Y) は， 0 . 98 である.ここでの S r (Y) は， 母材と溶践金属の O. 2%耐
力で比較した.
供試鋼のR曲線を得るために，コンパクト試験を実施した.試験片は元厚 3 2 mm 圧延鋼
板から減厚して採取した 1 0 mm 板厚 ， 1 0 0 mm 板幅とし，荷重線方向と圧延方向を一致さ
せて採取 (L方向採取)した.コンパクト試験片の形状と寸法は，前節で示す図 2. 1 に示す
ものと同じである.切欠き位置は，き裂先端が母材 (BM) ，熱影響部 (H A 2 ，切欠き前
表 2. 9 供試鋼板の化学成分
Mn . Si . Ni Cr. Mo . V 
Ceq : C +一一+一一+一一+一一+一一+一一6 . 24 . 40 . 5 . 4 . 14 
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縁部に占める溶民金属と母材の割合いが l 対 1 となる切欠き位置をここでは定義する.) .溶
接金属 (WM) に一致させ，切欠きは溶接線に平行とした . また， ASDI EI152-87 62 ) に定め
るところの標準試験片に準じて，初期切欠き長さ a 。は，板幅の O. 5 倍程度となるよう切欠
きの先端に疲労予き裂を導入した . 試験温度は全て室温と し， ASD1 E 1152-87 に準じて変位
制御(ク ロスヘッド変位速度= 1 mm/m i n ) で実施した.
R曲線を得る方法としてここでは，複数試験片法と電位差法を用いた . 複数試験片法では，
所定の荷重まで負荷し，除荷後延性破面部を損傷させないように疲労破断させた . 延性き裂
進展量ム a の定義は， AST~ E 11 52 に準じて板厚方向に 8 分割した 9 点を計測しその平均値
とした. また，電位差法に用いたき裂長さの推定には，前節で示した式 (2. 1 2) を用いた.
表 2 . 10 供試鋼板の機械的性質
0.2% Proof Ultimate E longat ion*) Material s t rengP tah . stress 小t1Pa) (MPa) (%) 
Base metal 515 603 24.6 
Weld metal 506 61 1 22.0 
』ーー
米) G. L. = 50 mm 
Test machine frame 
Load cel 
Coned disk springs 
Damper springs 
CT speCJmen 
Te5t machine ram 
図 2. 18 高コンブライアンス試験装置
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ンス型コンパクト試験では，図 2. 18 に示すように皿ばねを介した高コンブライアンス試験
機を使用した .llllばねの組み方を変えることで， 730kN/ m, 2310k~川の 2 種類のばね定数が
得られるようにした.
なお，溶接継手から採取した試験片の J 値算出に際しては，それぞれの切欠きが存在する
位置での材料特性値を計算に用いた. すなわち ， 溶後金属に切欠きがある場合には溶接金属
の材料特性値を， HAZ に切欠きがある場合にはHAZ の材料特性値を用いた.
( 2) 60O.\IPa 級高張力鋼溶接継手のき裂進展抵抗曲線
低コンブライアンス型コンパクト試験の結果から得られた母材， HAZ，溶接金属の 3 種
類の試験片で得られたき裂進展抵抗 (J -R) 曲線を，図 2. 19 に示す.本研究において，
J-R曲線は次式で表現される累乗近似式で近似した. growth J .?a (mm) crack Stable 
J-R曲線から得られた d J mat/da と延性き裂進展量の関係
2.3.3 Tearing Modulus を用いた延性不安定破嬢評価
母材コンパクト試験で得られた実験データを基に， J 値の増加に伴う T mat と T app の変
化とそれに及ぼす外部ばねのコンブライアンス (C .\[2) の影響を図 2. 21 に示す.下向きの
1000 
図 2. 20 (2. 32) 
ただし，ム a は延性き裂進展量(mm) で， Cl, C2 は近似式で与えられる係数である.母材では
C1 = 1054, C2=0. 553, H A Z では Cl=963 ， C2=0.581 ，溶接金属では Cl =959, C2=0. 668 と求めら
れている.延性き裂進展量は 2. 2. 2 項に示す電位差法により計測したが， 計測法の精度を確
認するため複数試験法による結果と比較したところ，良い一致がみられた . また， J-R 曲
線を基に， d J matl d a を求めて，き裂進展長さとの関係において整理した結果を図 2. 20 
lこ示す.本供試試験片では，母材と溶接継手のき裂進展抵抗特性の聞に著しい差は認められ
[k¥/mJ (6 a) C2 J =Cl . 
Base 打letal
か-0 : Tapp (CM2=1. 38X10 ・ 3rnIkN) 
Q-{J : Tapp (CM2 ::4.おX10 ・ 4rnIkN) 
Instability 
bγT cri terion 
I ns tab i I i ty 










。 Base metal 
ロ HAZ
t:,. : Weld metal 













(k N/m) J 
5 4 3 2 
。
。
母材試験片で得られた実験データを基にした J 積分の増加に伴う T mat と T app 
の変化とそれに及ぼす外部ぱねのコンフライアンス (C M2) の影響
図 2 . 21




図 2. 19 
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矢印は，式(2.30)に基づいて T mat と T app の交点:こよって得られる不安定予測点であり.
上向き矢印は後述する式(2. 36)の条件式から実験的に得られた不安定予測点の J f!直;こ相当す
る T mat を指している. 2 つの不安定予測点はほぼ一致しており，両クライテリオンの妥当






S r (Y) =0. 98 
同じ C ì\I2 の条件の下，母材と溶接継手コンパクト試験で得られた不安定予測点を比較し
た結果を図 2. 22 に示す.図 2. 21 と同様，下向きの矢印は， T mat と T app の交点によって
得られる不安定予測点であり，上向き矢印は式 (2. 36) の条件式から実験的に得られた不安定
予測点の J 値に相当する T mal を指している.両不安定予測点は，溶接継手にもかかわらず，








材質単独の均質材として，破壊力学パラメータを適用したにも関わらず， T mat と T app の
交点によって得られる不安定予測点と式 (2. 36) の条件式から実験的に得られた不安定予測点
は，母材同様に良い一致を示した.実継手に存在し得る程度の強度差や延性き裂進展の誤差
を想定した上で ， Tearing Modulus による不安定条件式を用いた溶接継手の不安定予測を
行った場合でも，ほぼ同様の結果が得られることを確認し， Append i x 2.4 に示す.この原
因として，本供試溶接継手は表 2. 10 からわかるようにほぼ等質継手であり，図 2. 19 に示す






が必要である.また，適用にあたり T app を構造系ごとに求める必要があり，またこれを簡
便に計算できる方法が確立していないなどの問題点があるなど，解決すべき課題が多い.




E α3 国E t ; Instability 
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コンブライアンス C 1\ 12 のばねを介した外部負荷系が，き裂要素に直列に接続された変位
制御型負荷系を図 2. 23 のように考える . ここで，き裂要素と外部負荷系の荷重点変位をそ
れぞれ o 1 ﾒ 2 とし，それぞれの弾性変位成分と塑性変位成分を o el , 0 pl と o e2, 0 p2 と
する.すなわち， 0 1 ニ o el + 0 pl , 0 2 = 0 e2 + 0 p2 となる.ここで考える負荷系は，き
裂要素に対して外部負荷系の限界荷重は充分大きいので o p2 は無視してよい. したがって，







図 2 . 23 コンブライアンスを考慮に入れた荷重負荷系の模式図
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2. 4 延性き裂進展シミュレーションによる延性不安定磁壊評価法の溶接継手に対する適用性




d 0 T/ d a 三五O 
ただし， a はき裂長さである.
式(2 . 33)の微分形と式(2. 34b)から
d 0 T/ d a = d 0 1/ d a +C ~12 ・ dP/da 壬 O
d P 豆 0 の場合，





となり，式(2. 36) を使えば延性不安定破壊条件は，き裂要素の P- ? 1 曲線の勾配と外部負
荷系のコンプライアンスとの比較において評価でき，より複雑な J 積分や Tearing Modulus 
などの破壊力学パラメータで記述する必要がない.大塚ï9) は，この点に着目して，試験片
の P -ﾒ 1 曲線から延性不安定破壊条件を評価する方法の有効性を実験的に確認した.
また，式(2 . 33)の微分形は下式のようになる .
d 0 T/ d P 二 d c5 1/ d P + C ~[2 
式(2.36 ) と式(2 . 37)から
d ?T/ d P ミ 0
(2. 37) 
(2. 38) 
式(2.38)を使えば，延性不安定破壊条件は，図 2. 23 で示される荷重負荷系の荷重一全変位
関係から決定できる .
また， 8 1= ?el + ?pl の関係を式(2 . 37)，式(2. 38)に代入して
d 0 T/ d P = d ﾒ el/ d P + d ?pl/ d P +C i¥12 ~ 0 (2.39) 
d ?el/ d P は，き裂要素のコンプライアンス C 1\ 11:こ等しいから，式(2.3 9 ) は
d 0 pl/ d P 孟 - (C 1\ 11 一 C 1¥12) 
となる .
(2. 40) 
式(2.40 )は，上述の式(2. 34a) ，式(2. 34b )，式(2 . 36 )及び式(2.38 )の延性不安定条件とすべ
て等価であるが，荷重負荷系の全コンプライアンス (C 1\ 11 十 C 1\ 12) が与えられれば，き裂




と思われる . 図 2.24 :こは，溶接継手から採取したコンパクト試験片で得られた荷重-荷重線
変位曲線をー伊! として示す. 図 2.24 を使えば，式(2 . 36 )で示される条件式によって，延性
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準試験片に準じて， 2 TCT試験片を用いた.初期切欠き長さ a 。 は，板幅の O. 5--0. 6 倍と
なるよう切欠きの先端に疲労予き裂を導入した . 試験は， ASTM El152-87 に準じて変位制御
(クロスヘッド変位速度= 1 mm/min) で実施した.試験温度は，室温とした . 延性き裂進





不安定点が判定できる . 式 (2. 36) は . 式 (2. 34 b) と物理的意味において等価であり， 破壊力
学パラメータ を介さないため，強度的不均質の影響を受けずj容践継手に対し適用性を有する
ことが期待できる . その上，外部負荷系コ ンブライアンス C ~r2 との比較において不安定予
測が可能であるため，高橋ら 80) も主張する通 り 工学的に有用なクライテリ オンであると思
われる . Append i x 2.5 には，外部コンブライア ンス を考慮した延性不安定条件を用いた ，
延性不安定評価のコ ンパクト試験片を例にした簡便化の試みについて詳述する と と も に，評
価に及ぼす諸因子の影響について確認してお く . ここでは，式 ( 2 . 34a , 34b) 及び式 ( 2 . 36) で
表示される延性不安定条件式を用 いた，延性き裂進展シ ミ ュレーショ ンによ る延性不安定評
価法の溶接継手に対する適用性を検討する .





5n(H)-5n(H-l}<CM2なる点 I (p n, 51n) 
P n (H) -P n (H-l ) を探がす
Pn=P とし、 5 1 nを求める
12 
CM2= 1.38X10- 3m/乍N




















Load line displacement , Ò, (mm) 
荷重一荷重線変位曲線における延性不安定点の判定図 2. 24 
P -51 曲線の作成
P n -5 ln曲線の作成
P -51 
P n-ﾔ ln 
51 
P 





( 1 ) 高 コンブライアンス試験装置を用いた延性不安定破壊試験
9% N i 銅母材ならび溶段継手のR曲線の取得と不安定延性破壊を再現を目 的に，
クト試験を実施した.試験片は元厚 4 5 mm 圧延材から減厚して採取した 10mm ， 20mm および
45mm の 3 種類の板厚とし，荷重線方向と圧延方向を一致させて採取 (L方向採取)した.
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クト試験(高剛性コンパクト試験，低コンブライアンス型コンパクト試験)と不安定延性破
壊を生じさせる目的で， 荷重負荷系の試験機剛性を極端に低くした高コンブライアンス型コ
ンパクト試験を実施した.高コンブライアンス型コンパクト試験では，図 2. 18 に示すもの
と同様に皿ばねを介した低剛性負荷試験機を使用した.皿ばねの組み方を変化させることで，
730k\/ m, 2560k\/m の 2 種類のばね定数が得られるようにした.低コンブライアンス型コン
パクト試験は，延性き裂進展シミュレーションの入力条件として用いる延性き裂進展抵抗
(R) 曲線の取得を目的として実施した.
なお，こ こではコ ンパクト試験に加えて，中央切欠き付平板 (Cc p) 試験も実施した.
CCP試験は，延性き裂進展シミュレーションによって推定される最高荷重予測結果の検証
を目的に実施した.
( 2 )延性き裂進展シミュレーショ ンの方法
式 (2. 36) で表示される延性不安定条件式を使った評価を実施するには，構造系のき裂進展
が考慮された荷重 (P) 一変位 (ð 1) 関係が必要である . 荷重一変位関係を推定するため
の計算手順を，図 2. 25 に示す.荷重一変位曲線図上に J 積分及び a/W(=切欠き長さ/
板幅)の等高線を描き，その上に所定の材料の J-R曲線を用いて(J. (a +.? a) /W) の
新たな解を複数個求めて曲線を描く高橋ら 80 ) の手法を修正して求めた.すなわち.ある任
意の (P n. ?ln' J n) の状態から.ð. a の変化に対応する新たなんを R曲線から求め. J が
んに一致するまでP を減少させて，新たな (P n. ?ln' J n) を求める.これを繰り返して，
延性き裂進展を考慮した荷重一変位曲線を作成する.
このとき，採用 した J 積分算定式と ð 1 は，以下に示す EPRI の式8 1 )を採用した.
(コンパクト試験片)
ただし ， α ， σ 0 ' E o. n は材料定数. h lCCP. h 3ccp は切欠き寸法比と n値で決まる特性値.
J e' ?1e は別途求められる J と ð 1 の弾性成分. c は切欠き半長 ， b はリガメント寸法， 2 
Wは板幅.
2. 4. 3 延性き裂進展シミュレーションによる延性不安定破壊評価
ここでは延性き裂進展シミュレーションによる延性不安定破壊評価において ， 溶按継手が
持つ強度的不均質が及ぼす評価結果への影響に関する検討を目的として実施する.式 (2 . 36) 
による延性不安定破壊条件の使用に際しては，構造系の荷重 (P) 一変位 (ð 1) 曲線を精度良
く推定できることが重要である.こ こでは，前項に示した手法によって荷重一変位曲線のシ
ミュレーションを実施して，これと式 (2. 36) によって延性不安定破壊予測を行い，実験で求
められた結果と比較する.





また， 最高荷重時と式 (2. 36) の C 沼を無限大ならびに1. 37 x lO.3m/kN. 3. 91x 10 ・-t m/k¥ 
とした場合に与えられる延性不安定破壊移行点の推定値との比較を図 2 . 27 に示す.なお，
実験で得られる最高荷重は. c 四を無限大とした場合と ここでは仮定した.板厚 1 0 mm コ
300 Considering without 
stable crack extension J = J e (a , p) + J p (a, P) (2.41) 
???
J p (a , P) =α ・ σ 0 ・ E 0 ・ b 'h 1 CT ・ (P/P 0) n -'1 
?1 = ?1e + ?1p 
。 lp=α . E 0 ・ a . h 3cT ・ (P/P 0) n 
ただし， α ， a o. ε 0' n は材料定数. h1CT • h3CT は切欠き寸法比と n値で決まる特性値.










J = J e (C , P) + J p (C , P) 
60 
Considering with 
stable crack extension 
J p (C , P) =α ・ a 0 ・ ε0 ・ c ・ (b/W) ・ h1ccp ・ (P/P 0) n + 1 
?1 = ?1e+ ?1p 
4 8 12 16 20 
Displacement I 8 1 (m m) 
(2.43) 。
(2. 44) 図 2. 26 延性き裂進展シミュレーション手法による延性不安定破壊評価の一例




傾向がある.不安定破壊点の推定精度の程度は，荷重平坦部にあること (d 8 1/ d P の変化
率が小さいこと)を考慮すると低いと思えない.板厚 2 0 mm コンパクト試験では，実験(直
は平面ひずみ条件の計算値と平面応力条件の計算値の間にある.板厚が増えるにしたがい，
実験値;土平面ひずみ条件の計算値に近づくものと恩われる.延性不安定破壊点の推定精度に
ついて;土，板厚 1 0 mm の場合と同じである . 板厚 4 mm の CCP試験で得られた最高荷重は，
いずれの計算結果よりも低いが，板厚の計測誤差が精度に影響しているかもしれない. 板厚
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PL and Pins. measured in experiments (kN) 
図 2 . 27 母材訴験片を用いた実験で得られた最高荷重 (PL) ，延性不安定開始







そこで，次に J - R 曲線は溶接継手のデータを使うがその他の材料特性値は母材に従うこ
とにしてシミュレーションを行ったところ， GT A \Vの場合荷重は増大の傾向を示したが荷
重点変位は逆に減り， SMA¥V (H) ではあまり変化がなかった.これらの結果を総合して
考えると，母材のような均質材において有効であった J 積分の評価式を，強度的不均質を有
MInax stiufaribtrEei1d l1 i Dtiayndl(oP aLd ) (lPm i ns) 
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トーーーーー PL 
A BIi SMAW(I) 
ロ SNAW(HJ SNAW(HJ 
日 BIi SMAW (HJ 
L三一 GTAW GTAW 
@ BN GTAW 
ト一一ーーーー一















て4コ2 / ム 0 +-' fE U 口
一+-' 
U43  





。 50 100 150 200 250 
PL and Pins. measured in experiments (kN) 
図2 . 28 溶陵継手試験片を用いた実験で得られた最高荷重( P L) ， 延性不安定開始























一方，強度的不均質性の小さい溶接継手 (S r (Y) =0. 98) に対して実施した， Tearing 
Modulus を用いた延性不安定破壊評価において， R曲線の推定誤差が及ぼす影響は，工学的
見地からはさほど問題とならない程度であった.しかし，実溶按構造物における Tearing 























延性不安定破壊評価法の検討にあたっては， Tearing Modulus ならびに延性き裂進展シミ
ュレーションを用いて各種延性材料とその溶接継手への適用性を検討した.なお， Tearing 
































6 0 0 MPa 級高張力鋼溶接継手を供試材として，コンパクト試験によって延性き裂進展抵
抗曲線を得た上で，溶接継手に対する Tearing Jl odulus を用いた延性不安定破壊評価法の
適用性について検討した.以下に，結論と課題について示す.
( 1 )破壊力学パラメータを介して記述される Tearing Modulus による延性不安定破壊条
件 (Tearing Instability クライテリオン)は，機械的，あるいは金属学的等方均質
材とみなせる材料への適用が原則で、あ る.これは，溶妓継手のような不均質材への破
壊力学パラメータの適用には，特別な考慮、が必要であるためである. しかしながら，
強度的不均質性の小さい溶接継手に対しては Tearing ~j od ulus を用いた延性不安定破
壊評価において ， R 曲線の推定誤差が及ぼす影響は，工学的見地か らさほど問題とな
らない程度であることが明らかとなった.ただし，本検討の前提として，破壊力学パ




価法と比べた場合に，工業的に取り扱いが難しい点で劣る.すなわち ， T apfJを構造
系ごとに求める必要があり，またこれを簡便に計算できる方法が確立されていない.






























適合した破壊評価曲線 (Fail u re Assessment Curve: F.-\C) を用いることが重要である .
ここでは， Option 2 で与えられる FλC を例にとって，材料試験によって得られた真応力
一真ひずみ曲線の近似範囲が及ぼすFACへの影響について検討する .
破壊評価曲線の作成手順の詳細は， 2.2. 3 項に示す通りである . 付表 2. 1 には， 丸棒引
張試験を実施して得られた真応力一真ひずみ曲線を式 (2 . 1 8 ) で近似 して求めた各材料定数
を，母材と溶接金属のそれぞれについて示す.表 2. 1 で示した各材料定数を使って， 破壊評
価曲線を作図 した . ここでは，式( 2. 3 ) で示すCEGB ô1 )の Option 2 の破壊評価曲線を使
用する こ とに した .
付図 2 . 1 ~ こ は ， 室温の結果を用いて作成した Opti on 2 の破壊評価曲線を示す. なお，破
壊評価曲線の作成に当 たっ ては， 実験で得られた応力とひずみのデ ィ ジタル値を使って作図
する方法 (付図 2. 1 中にO印で示す) と式( 2. 1)に付表 2. 1 に示す材料定数を与えて作図す
る方法(付図 2. 1 中に曲線で示す)を採用した.前者の方法がより材料特性を正確に表現す
るものと思われるが， 後者の方法は工学的に簡便で計算機処理になじみ易い利点を有する.
また ， L r で表示する限界は Cut of line (=流動応力/0.2%耐力 ) までとされているが，
ここ では引張強さまでとした.
Option 2 の破接評価曲線に及ぼすひずみの近似範囲の影響について比較すると，いずれ
の材料でも L r の小 さいと ころでは 1 0 %ひずみ近似範囲の破壊評価曲線の方が， 2%ひず
み近似範囲のそれに比べて， L r が同じ場合の K r の値を小さく与えており， L r の大きい
ところでは概ねその逆の傾向にある . こ










材料定数の一覧 によって近似精度の良い L r の範囲が変
Fitting ε。range 
- 2% 638 0.00310 
- 5% 638 0.00310 
- 10% 638 0.00310 
- 2% 424 0.00206 
- 5% 424 0.00206 
- 10% 424 0.00206 
- 2% 
._ 5% 




















わるためである.このように Opti on 2 の
破接評価曲線では， 応力一ひずみ関係、につ
いて近似式を用いた場合には，ひずみの








Append i x 2. 1 破壊評価曲線に及!ます真応力一真ひずみ曲線の近組範囲の影響
らし合わせて，評価対象材料の破壊限界近傍が L r の評価範囲と一致するような，最適なひ
ずみ近似範囲を選択する必要があるものと考えられる.
以上のことを考慮して， 2 . 2 節での評価 Jこは，コンパクト試験評価には 5%ひずみ近似
範囲の破壊評価曲線を， CC P試験評価には 2%ひずみ近似範囲の破壊評価曲線を採用する
ことにした.





破壊評価線図の横軸 L r は式(2.6)で示すように，試験片が載荷する荷重 (P) を限界荷




J-R曲線を用いて， K r , L r を算出した.このデータを付図 2. 1 で示す破壊評価曲線に








板厚 4 5 mm のコンパクト試験結果につ
いて， K r-L r データを算出する際に，
Py として式(2. 7) と式(2. 8) の両式を使っ
た場合の比較を行った.板厚 4 5 mm の場
合では， Pyに式(2. 7) を使うと各破壊評価
曲線とも良く一致しているが，式(2. 8)で
は大きく右にずれていることがわかる.し
かし，板厚 1 0 mm や 2 0 mm の場合には，



















。: Experimental stable 
crack. extension 
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付図2.2 破壊評価曲線 (FAC， Opt i on 2) と
コンパクト試験結果との比較
(母材試験片，板厚 1 Omm-4 5mm) 
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付図 2. 3 に， ASTM El152 規格62) に準じて
製作された板厚 2 5 mm のコンパクト試験片
の形状と寸法を示す.初期き裂長さは，試
験片幅の約 1/2 である. CCP試験と同様
に，室温， 55 OOCの 2 温度で，変位制御








されている. ]積分の評価式として， ASTM 
El152規格 62) に定める式を用いた. また，





い刊 i担当|50 125 JF
目3.5 max 




(2. 26) の関係から CTOD を介して， E ∞を推定することを試みる.すなわち，コンパクト
試験で計測される CTOD ， 8 CT と CCP試験によって計測される CTOD， 8 cCP が等価との
前提条件の下に，各々の欠陥特性寸法互 ï 1) を介して，次式のような関係を仮定する.
(8/互 )CCP= Ca CT/互 CCp) ・ (8/ 互) CT CA2. 1) 
コンパクト試験片を実施して計測された CTOD 値を，式 (A2. 1) によって CCP試験片
での CTOD 値に換算した後，式 (2. 26) によってオーバオールひずみに換算する.ここで
付図 2. 4 には，室温と 5 50 0Cの CCP試験によって得られた無次元化 CTOD と無次元化





室温と 5 6 0 ~Cでのコンパクト試験データを用いて， Kr - E r 関係による F_-¥ D との比
較を行った結果を付図 2. 5(a)(b)1こ示す.実験便宜上， K r は次式で算定した.
Kr 三 (J / J e) ・1I~ (A2.2) 
ただし， J e は， J の弾性成分.
実験で得られたデータの全てに， O. 2mm 以上の延性き裂進展が認められたことからもわか
るように，コンパクト試験では， CC P試験に比べて大規模降伏領域での破壊挙動が観察で




表現できる こ とが明らかとなった. ただし，本手法においても， L r の cu t-off の持つ物理
的意味を重視すれば， cut-off 外の領域においても評価の対象外になるものと思われる . 付





る . 一例と して，豊田ら82) の研究による無限平板における 6 と E ∞の関係式から得られる m
値を次式に示す.
m = 1 /2 ・ { 3. 85( 1 / n ' )112 ・ (l - n ') +4n'} 




。 : 550 ・c









付図 2 . 4 CCP試験片で得られた CTOD設計曲線(室温， 55 OOc) 
80 
(A2. 3) 










CT test (RI) 
• : Estimation 
(A f t 申 r initiation) 
• • . '" 
5 10 15 
Er 
( a ) 室 温
CT test ( 550 ・ C )
• : Estimation 
(After init 日 t ion)




( b) 55 OOC 
付図 2.5(a) (b) 改良破壊評価曲線と母材コンパクト試験データとの比較(室温， 5 5 OOC) 
Appendix 2.4 Tearing Modulus を用いた延性不安定破壊評価に
及ぼす R曲線の誤差の影響
式(2. 30 )で示される Teari ng \f odu l us による延性不安定条件式は，一般に破壊力学ノミラメ
ータ j 積分を介した形で表現される . 溶接継手において破壊力学ノ号ラメータの適用は，溶接
継手が持つ力学的かつ金属学的不均質に起因して，母材のような均質材の場合どは異なり，
慎重な取敏いが必要 79) である.一方， 2.3 節で実施した実験では，図 2. 2 ~こ示すように，
T mat と T app の交点によって得られる不安定予測点は，溶接継手を溶接金属あるいは，
H.-¥ Z材質単独の均質材として破壊力学ノミラメータを適用したにも関わらず，母材同様に良
81 
Tear ;ng Modu/us を用いた廷性不安定破壊評価に及!ますR曲線の誤差の影響2.4 Appendix 延性材料およびその溶接継手に対する従来の延性破壊評価法の適用性に関する検討第2章
定値のまま R曲線の近似関係、が変化しても，式(2. 30)の右辺が等倍
app の勾配はあまり変化せず，延性不安定破壊の予測結果に影響を及
わち， R曲線の C2 が
に増減されただけでT
ぼさないことになる.
次に ， i容俊金属コンパクト試験で得られた R曲線を基:こ，延性き裂進展量の計測誤差を，
最大 i:O. 2mm と想定して算定した新たな 3 つの R曲線を付図 2.8 に示す.計jp，IJ誤差の最大
士 O. 2mm は，実験上の最大ぱらつきを考慮、して決定した.付図 2. 6 の場合と異なり，この場
合の C2 の値は， O. 1 程度ごとに差がある.この 3 種類の R曲線を使って，式 (2.30) による





















, 6a (mm) 
延性き裂進展量ß a の計測誤差を最大














し 1一致を示した.これは，本供試溶接継手は，表 2 . 10 からわかるように強度的にほぼ等質




付図 2. 6 には，溶接金属コンパクト試験で得られたR曲線を基に，不均質性に起因した破
壊力学パラメータ J 積分の評価誤差を，最大 i: 20% と想定して算定した新たな R曲線を示
す. J 値の評価誤差を + 20% とした場合，同じ延性き裂進展量に対して， J 値は元の R 出l
線に比べ十 2 0 %増しとなり，延
性き裂進展抵抗は見掛け上増大す
この 3 つの R 曲線を使って，式
(2. 30) による延性不安定破壊予測
を試みた結果を付図 2. 7 に示す.




は，図 2. 19 で示した 3 つの R曲線
の C2 (式(2.32)参照)が一定値で
あることから， dJ /da が等倍関
係になったためと思われる.すな
5 
J制=767 (ムa)且描 ， J (・おも)・ムa





















一一 : 了間 I T~p~ 
obtained using 
original R curve 
一一:了間 ， T部
obtained using 
J. ð.a(心. 2!nm) 
T ::v.，~ app
Weld metal 






























延性き裂進展量!l a の計現IJ誤差が及ぼす Tearing 恥dulus による延性不安定点の推定結果への景濯
J 
付図 2. 9 
( kN/m) 
J mat の評価誤差が及ぼす Tearing Modulus による延性不安定点の推定結果への影響
J 
付図 2. 7 
G3 G2 
第2章延性材料およびその溶接継手に対する従来の延性破壊評価法の適用性に関する検討 Appendix 2. 5 コンパクト試験片を例にした延性不安定評価の簡便化の試み
Appendix 2.5 コンパクト試験片を例にした延性不安定評価の簡便化の試み 式(A2. 10)，式(A2.1 l)で表現される延性不安定破壊条件式は，それぞれ式(2.40)，式(2. 36) 
と等価な意味を持ち，溶接継手に対して適用性を有する上，外部負荷系コンプライアンス
C :\12 との比較において延性不安定予測が可能であるため，工学的に有用であると考えられ
る.さらに，式(2. 36) による延性不安定予測では，延性き裂進展が考慮された荷重 (p) 一
変位 (8 1) 関係が必要となり，大規模な構造解析が必要となるが，式(A2. 10)，式(A2. 1 ) 




われる.式(2. 36) は，式(2. 34b) と物理的意味において等価であり，破壊力学パラメータを







そこで，コンパクト試験片を例にとって， C Ml と C 1\ [2 の大小関係に伴う延性不安定破壊条
件の変化について調査し，溶接継手に対する適用性について考察する.
コンパクト試験片における限界荷重 P しが，下式 83) のように与えられるとする.
5 
4 
: [nstability by dÔ,/da criterion 





P L= t (W - a ) 二 σF/C2Ha ) (A2.4) 
ただし， t は板厚， \\.は板幅， a はき裂長さ， σF は流動応力.
ここで，き裂の進展を考えると， リガメント断面の減少に伴い， P しの減少がもた らされる .
き裂が d a だけ進展すると， P = P L 近傍での荷重の変化量は
d P = -t ・ σF (W-a)C5Ha)/(2W+a) 2 ・ da (A2.5) 
である.同時に，全変位も d å だけ増えて，弾性成分と塑性成分に分解できる.一方，
(r¥2. 9) 
。
出 51 52 53 54 55 56 
Crack length • ao+ムa (mm) 
( a ) 母材試験片
5 
I ¥ 
:: Instability by dÔ,/da criterion 
+ 





50 51 52 53 54 55 56 
Crack length • ao+? (mm) 
( b )溶陵継手試験片 (S r (y) =0. 98) 
d 8 pl/dP= Cd 8 pl /da) ・ (da/dP)
の関係式と式(A2.5)から，式(2.40)は次式のようになる .
d 8 pl/d P = 
ー C2 W+ a) 2/ {t.σFCW - a)C5W + a) ・ (d ?pl /da)) 三 一 CC i¥1 + C 1¥(2) (A2. 7) 
d 8 pl /da 豆 CC ~Il + C ~(2) ・ t . a F(W-a)(5W+a)/(2W+a)2 (A2.8) 
(A2.6) 
となる.同保の手JI頃で，式(r\ 2.5 )から式(2. 36) は，
d 8 1 川a~玉 C ~[2 ・ t .σF(W-a)(5W十 a) / (2W + a) 2
となる.
φ =t ・ σF(W- a)(5W-a) /( 2W + a) 2 とおくと，式(A2.8)，式(A2. 9)は，それぞれ式(A2.10) ，
式(A2. 1 1)と書き直せる.
d ﾒ pl /da~(C ~[l+ C :\12) ・ φ (A2.10) 
(A2. 11) 付図 2.10(a) (b) d ﾔ l/da クライテリオンを用いた延性不安定破壊予測の一例 (C M1 =1. 72x10-5 mlkN) d 8 l /da 三五 C~ロ・ φ
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は等価であることを上述したが，それぞれの式;こは工学的指標としての取り扱いの容易さや
それぞれの式の左辺が持つ物理的意味には差がある. 具体的;こ言えば，式 (A2.10) や式
(A2.11) の左辺では試験片の形状と寸法ならびに材料の強度;こよって規定される限界荷重
P しにのみ依存しており， P しの推定楕度がそのまま延性不安定破壊点の推定精度となる可




次に， C ~11 が C ~[~に比べて相対的に大きい場合の例として，アルミ合金を対象に検討を
試みる . すなわち， 5083-0 材のコンパクト試験片を用いた延性き裂進展試験から得られた
8 1 ム a 関係、を得て，評価に供した . また， 5083-0 材の C :\11 は 5. 68x 10-5 m/I\~ で， HT60 
銅の C i¥1 (: 1. 72x 10 一三 m/ I\N) に比べて 3 倍程度大きいこ とを確認している . 付図 2. 12 ;こは，
5083 - 0 材のコンパクト試験を使った式(A2 . 1 1)に基づく延性不安定破壊予測を試みた結果を
示す. 同じ C )'I~ の条件の下では， C i\ ll が大きくなると d 8 1:' d a は大きくなるため，
が一定の値を超えないと延性不安定破壊に移行しない こ とがわかる . このことから， C i¥12 
だけでなく C )， 11 もまた延性不安定挙動に影響を及ぼしp 材料特性値C ~Il の大きな材料の方
が延性不安定化しにくいことが明らかとなった . これは，溶接継手において，溶接金属部の





と延性不安定破壊予測の結果を比較する.付図2.1 0 (a)( b )には，コンパクト試験結果を使っ
た式(A2 . 11) Iこ基づく延性不安定破壊予測を試みた結果を示す.図中に示す下向きの矢印 は，
d cs1/ d a と C i\ 12 ・ φ の交点によって得られる延性不安定予測点であ り ，上向きの矢印は式
(2. 3 6 )の条件式から実験的;こ得られた延性不安定予測点のð. a 値:こ相当する d ?1/ d a を指
している.両者は良い一致を示しているとはいえず，特に溶接金属において予測点での延性
き裂進展量に差が大きい.これは，式(A2 . 1 1 ) を導く際に用いたコンパクト試験の限界荷重
P Lの精度に起因するものと思われる.また ， C i\ 1 2が小さくなると延性不安定点での延性き
裂進展量が大きく なり，ある Ci\[~の値以下には延性不安定破壊が起こり得ないことが表現さ
れている .
付図 2. 11 には，コンパクト試験結果を使った式(A2 . 1 0 ) に基づく延性不安定破嬢予測を試
みた結果を示す. 下向きの矢印は， d ?pl/ d a と (C i¥l + C i\ (2) ・ φ の交点によって得られ
る不安定予測点であり ， 上向き矢印は式( 2. 36 )の条件式から実験的に得られた延性不安定予
測点の ð. a 値に相当する d ?pl/ d a を指している.付図 2 . 1 0 と同様，両者は良い一致を示
しているとはいえないが，不安定予測点が C i\[~の大きさに依存する傾向が現れているのが
わかる . 図 2. 11 と図 2. 1 0( b )を比べると評価結果にほとんど差がみられない.
(A2. 1 0 ) において C i\[lが C )'I~"こ比べて充分小さいためと考えられる .
付図 2. 10 と付図 2. 11 において，各種延性不安定評価式に基づく延性不安定予測点と実験
による延性不安定破壊移行点は必ずしも一致しないこ とが示されたが， この原因について以
下に考察する . 延性不安定破壊条件式として， 式 (2. 36) ，式 (2 . 38) ならびに式 (2. 40) 
これは，式
AI叩1i n i uma I I oy
dδl /da 








:: Instability by dﾔpl/da criterion 
' 










℃ (CMI+CM2 ) ・ ι1)(CM2=4.33X 1O-4m/kN) 
56 5 54 53 52 51 
0 
50 
56 52 53 54 55 




ao t !.la ( lM1) Crack I ength, 
dδpl/daクライテリオンを用いた延性不安定破壊予測の一例
(c M1 = 1. 72x 10・5 m/kN) 
付図2. 1 


















関係する 26)2 ';" ) S -I ) ことが知られているが，現在のところ体系的な説明はなされていないようで










る . 例えば林らによって，不均質材への J 積分評価法に関する検討 38)が試みられている . こ
の結果，中央切欠きを有する縦ピード溶接継手の J 積分解析に Rice の方法 S5)を適用すると，
切欠きの位置によって経路独立性が影響を受け， J 値は過小評価となるが，不均質材の J 積
分評価法 (Chen の方法 86) ) を用いると， J の経路独立性が認められ， 解が妥当となる こ と
が明らかにされている . さらに，母材と溶接金属の強度比が大きくなると， Rice の J 積分に
よって算定された値は非均質材の J 積分値よりもノト さい値(母材に対する溶接金属の強度比




解析を実施 S，;")して い る . 一般にき裂を有する材料が，き裂と直角方向に不均質であってもき
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裂方向に均質でさえあれば， Rice の J 積分による値は積分経路の選び方に依存しないこと が
証明されている SS l この場合においても，不均質材の J 積分評価式は経路独立性を有する上，
HRR解を満足し，き裂先端近傍の応力や歪と近似的に対応することが確認されてている.
また，局部 CTOD を用いて継手の非対称な変形挙動を明らかにし，全体 CTOD は J 積分値
と密接に関連し，全体 CTOD も継手の破壊を規定するパラメータとなることが示された.
また，上記の林らが検討した横継手の CT試験片と同様に異材界面がき裂前方に存在する
場合について，各種 J 積分評価式 (J path. J Ì\ I ・ c ， J Ì\ I, J 0) によって得られる J-R曲線
の比較が吉村らによって検討 37) された.延性き裂進展を考えない前r的 J 積分評価値と J 0や
J Ì\ l はあまり差がみられず，実用評価上問題がないことが示されているが，ここでは対象継





















3. 2. 1 延性き裂進展試験手法の目的と内容
延性き裂進展低抗特性に及ぼす強度的不均質の影響に関して，基礎的な見地から検討する
ために，強度特性において差をもっ 2 種類の部材から構成される不均質モデ、ル試験体を想定











示すように，不均質試験片に存在する不均質部材料 (Mat. 1) とその周囲の材料 (Mat.2) と
の強度比 (S r) が， 1 を超える硬質試験片と 1 を下回る軟質試験片の二種類がある.また，







(a) 1I~ t ??







Strength ratio. S r Width of Mat. 1 . H 
Over matched specimen > 
Under matched specimen く 1 0 rrrn, 5 rn
70 71 

















延性き裂進展試験;こ供試した 4 種類の圧延鋼板 (9%N i 鋼，軟鋼， 500MPa 級高張力鋼，
オーステナイト系ステンレス鋼)の試験片加工前の化学成分と機械的性質を表 3.2 と表 3.3
;こ示す.試験に供した不均質試験片は，図 3.2 に示すように板厚 20 mm のコンパクト試験
片で，異なる種類の材料を拡散接合して作製した.き裂が導入された中央部の材料を Mat. l









Notch detai I B 
図 3.2 不均質コンパクト試験片の寸法と形状
表 3. 2 供試材料の化学成分
(mass %) 
Materials C Si Mn P S Cu Ni Cr Mo N 
N 0.05 0.25 0.58 0.002 0.001 0.01 9.42 O. 03 O. 01 O. 004 
M 0.08 0.23 O. 日 0.0230.013
H O. 14 O. 41 1. 43 O. 0 1 7 O.003 
S 0.05 0.52 0.81 0.025 0.003 9. 10 18.44 O. 1 0.035 
町 1/ 1] 


















( Preparation ②Di仇sion bonding (ﾎHeat treatment ( Test specimen 
図 3 . 3 拡散接合とその後の熱処理による不均質試験片の作製手順
表 3. 4 不均質試験片を構成する材料の組合わせと試験片作製時の拡散慢合条件ならびに熱処理条件
表 3. 3 供試材料の機械的性質(熱処理前)
S r (V) S r (u) 
Diffus卲n Heat 
Spec匇en Mat.l Mat.2 H bond匤g treatments σy (Mat. 1) a u (Mat. 1)
(mm) condition σy (Mat. 2) σu (Mat. 2) 
MNM N1 M2 10 2. 25 1.98 
NMN 10 10 MPa 
Ml N2 ト一一一一一一一 900
0Cx30mi n.WQ 0.47 0.44 
NM5N 5 10000Cx1hr 
6800Cx3hr. AC 
SHS Hl S2 10 1. 40 O. 82 
HSH SI H2 10 900
0Cx30mi n. WQ 0.65 O. 84 
Materials O. 2、 proof Ultimate Elongation Reduction 
stress strength G. し =50mm of area Note 
(MPa) (MPa (覧) (覧)
N 613 723 27 82 JIS G3127. SL9N60 
M 254 419 38 69 JIS G3101. SS400 
H 361 523 35 76 NK. K32E 
S 246 642 72 80 JIS G4303. SUS304 σY : 0 . 2も proof stress .σu: Ultimate tensi le strength 
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部位 (Mat. 1 ， Mat. 2 ) の材料に試験片製作過程に生じた同じ熱履歴を再現させ，その後丸棒
引張試験によって機械的性質を調べた.丸棒引張試験片は， JIS Z 2201 4 号(直径 10mm ，
G. L.=50mm)~こ準じて作製した.引張試験の結果得られた機械的特性値の一覧を表 3 . 5 に示
し，荷重・ひずみ線図を図 3.4 に示す.不均質試験片の構成材料 (Ma t. l と Mat. 2) の強度比
は表 3.4のようになり，軟質を示すものと硬質を示すものがある.ここで，強度比 S r は，
S rσ) = a Y(Mat.1)1 σyσ1at. 2) ， S r(u) =σu 小1at. 1)1 σ u (Mat.2)で定義する.本試験では，
S rσ)で 0.4 7........2.25 の範囲となる.なお，不均質試験片の記号を付けるに際して， 2 桁目
に Mat.1 を， 1 桁目と 3 (4)桁目には Mat.2 を表記することにした.
表 3.4 ，ご示Tした不均質試験片とそれぞれの切欠き部材料l\tIat.l に対応する均質試験片につ
いて，それぞれの延性き裂進展低抗 (R) 曲線を得るために，コンパクト試験を実施した.
試験片は図 3.2 に示すように，板厚 20 mm で初期切欠き長さ a 0 は板幅Wの約 0.5""0.55
倍となるようにした上で，切欠き先端には疲労予き裂を導入した.不均質試験片のき裂を含











O 60 70 80 0 0 70 80 
(a) Nl , M2 , Sl , H2 (b) Ml , N2 , Hl , S2 
図 3 . 4 (a) (b) 熱処理を施した材料の応力一ひずみ曲線
表 3 . 5 熱処理後の供試材料の機械的性質 ( 2 )延性き裂進展試験手法とデータの整理方法
試験は， ASTlYI El152・87 62 )に準じて変位制御(クロスヘッド変位速度=1 mmlmin) で実
施した.試験温度は，全て室温とした. R曲線を得る方法としてここでは，複数試験片法を
用いた . 所定の荷重まで負荷し，除荷後延性破面部を損傷させないように疲労破断させた後，
初期切欠き長さと延性き裂進展量を計測した.延性き裂進展量ム a の定義は， ..-¥STlYI 
El152・87 に準じて板厚方向に 8 分割した 9 点を計測しその平均値とした.
延性き裂進展抵抗指標として，ここでは従来から R曲線の指標として用いられることの多
い J 積分および CTOD を用いて整理した . J 積分および CTOD の評価式として， Crack 
Mouth Opening Displacement (V LL) を用いて計算される ASTlYr El152-87 と WES 63)89) 
規格に示される式(3.1)および式(3 .2)を用いた.この際，移動する延性き裂先端での J 積分お
よび CTOD を求めるために，き裂長さ a には初期切欠き長さ a 0 と延性き裂進展量6，. a を含
めて計算した.
Yield Flow ・ 2' Ultimate Elongation Reduction 
Materials stress. stress. strength. G. し =50mm area Heat treatments 
σY σF σu 
(MPa) (MPa) (MPa) (免) (覧)
Nl 515' 11 646 776 18 67 1 OOOoCx 1 hr.AC 
N2 557 ・ ， , 730 902 22 7 
1000。。cc。cx  x1hr i 90030m n C WO
Ml 262 329 396 33 7 680"Cx3h r.A 
M2 229 311 392 35 67 1000oCxlhr. AC
H1 356 432 507 34 80 910000℃O0C。cxx3x01m hr i AnC.WQ 
68Q"Cx3hr. 
H2 407 ・ ， 1 575 743 19 46 
100。0c。cxxlh 「
90Q"Cx30mi n. '10 
SI 264 ・ 11 445 625 60 70 
1000。oc。Cx  x1hr S2 255 ・ ， 1 438 621 52 72 90030m i nc.WO 
680UCx3hr. A 
J = (1-ν2)K 2 /E + J pI
J pl=ηA pI/ t (W-a) 
(3.1) 
牢 1) 0 . 2潟 proof stress *2) Flow stress = (σy+σu)/2 
η = 2 +0.522 (VV-a) /W 
ただし， Kは応力拡大係数， ν はポアソン比， E は縦弾性係数， t は板厚， Wは板幅， a は
切欠き長さ(=a 0 + 6.a), A pI は荷重一荷重変位曲線下の面積.
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CTOD=( 1 ・ ν2)K 2 /2σy E + r p (W -a) V p/ { r p (W -a)+ a 
r p =0.4 (1 +α) 
。 =2 ・ { (a Ib o)~ + (a Ib 0) +O.5} 112 - 2 ・ (a I b 0 + 0.5) 
ただし I a はき裂長さ. \Vは試験片幅I a y は降伏応力， V p は切欠き末端部変位の塑性成分，
(3.2) て示した.図 3.5 の両図から分かるように， ~-\H ，八三 I ， A. S ， 九 X の)1頃;こ小さな負荷の上昇で
延性き裂が進展しており，き裂進展抵抗が低下する傾向を示している.この関係は，表 3.5
で示した破断伸びや破断絞りの大小関係 (AS>AH =AM>AN) と必ずしも対応 し ていない.
次に，均質試験片の材料を組み合わせて作製された不均質試験片の延性き裂進展試験の結
果について示す.まず，硬質コンパクト試験片 (ìvI~\I)と軟質コンパクト試験片 (N~d:\ ，
N?I5 N) を用いた延性き裂進展試験により得られた荷重一荷重線(切欠末端部開口)変位











CTOD や J 積分の値;こ差が生じることが推定できる.
コンパクト試験片を用いた延性き裂進展抵抗試験を実施して得られた四種類の不均質試験
片ìvIN IvI, S H S ,H S H , N rvr Nの R 曲線を， J 積分によって整理した結果を図 3 .7(a) ""(d) ;乙
CTOD によって整理した結果を図 3.8(a)"-'(d)に示す.それぞれ Mat.l:こ対応する均質試験片
1501 
r p は回転補正係数， b 。はリガメント寸法(=¥--a ) 
3.2.3 供試試験片の延性き裂進展抵抗特性に及ぼす強度的不均質の影響
4 種類の均質材 AN.AM，AH ，AS の延性き裂進展抵抗 (R) 曲線を，コンパクト試験によっ
て計測した. J 積分によって整理した R曲線を図 3.5(a) に， CTOD によって整理したR曲線
を図 3.5(b)に示す.それぞれの試験片での最高荷重に相当するデータは，図中に塗りつぶし
3α)) 
t:. Sol id mark 




。 2 3 


























Load line displacement (mm) 
。0123456789101112131415
Load I ine displacement (mm) 
図 3. 5 (a) (b) 均質試験片における J-R曲線と C T 0 D-R曲線
(a) AN. MNM (b) AM. NMN , NM5N 




A N , .-¥ H , .-¥ S , A )， 1の R 曲線と比較して示した.また，最高荷重に相当するデータは，
図中に塗りつぶして示した.き裂先端域に存在する材料(Mat.l)が同じであるにも関わらず，
不均質試験片の R曲線は均質試験片で得られたR曲線とは明らかに異なる挙動を示すことが
図 3.7 と図 3.8 からわかる.すなわち，硬質試験片である ).IINìv1 ， S H S 試験体では dCTOD/cla
(clJ/cla) は増大し，軟質試験片である NìvIN ， H S H試験片では dCTOD/da (dJ/da) は減
少する傾向が認められる.また，軟質試験片においては，軟質部幅Hが小さくなるにつれて，
さらに clCTOD/cla (clJ/cla) が減少する傾向が認められる.図 3 .7 と図 3 .8 の結果から得られ
( J) -R 曲線;こ及ぼす強度的不均質の影響について， S r と HI t の関係において
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maximum load 





















。 4 3 4 3 
身の限界戦荷能は硬質材料単独の試験体の場合よりも低下する .
以上のように，不均質材に存在する強度的不均質は，延性き裂進展抵抗特性に影響を及ぼ
すことが実験的;こ確かめられた.これは，破壊力学ノミラメータである j 積分と CTOD が，
裂周り;こ存在する材料 (Ma t. 2) も含めた強度的不均質の影響を受けるためである.
って，き裂周りに存在する材料 (Mat. 2) を含めた強度的不均質の影響を受けない応力 ・ ひ
ずみ領域を解析によって把握し，破壊力学ノミラメータ J 積分や CTOD に代わる ， 進展する延
性き裂先端の新たな破壊指標の調査が次に必要となる .




C T 0 D-R曲線に及ぼす強度比 (Sr) と強度的不均質部幅 (H/t ) の影響に関する定性図
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5table crack growth . .6a (mm) 
(d) NMN. NM5N 




Stable crack growth . .6a (mm) 
(b) SHS 





Sol id mark ; maximum load 

































Stable crack growth . ~a (mm) 
(d) NMN. NM5N 
図 3. 7ω~ω 不均質試験片における J-R曲線
1 2 
S table crack grow th .? a (mm) 
(c) HSH 
5table crack growth . .?a (mm) 
(b) SHS 
Solid mark ; 
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3. 3 三次元弾塑性有限要素解析j去を用いた延性き裂進展解析
前節では，不均質材;こ存在する強度的不均質は，延性き裂進展抵抗特性lこ影響を及ぼすこ
とを実験的に確かめた.これは，破壊力学パラメータである J 積分と CTOD が，き裂周り;こ
存在する材料も含めた強度的不均質の影響を受けるためと考えられる.したがって，本節で
は，強度的不均質の影響を受けない応力 ・ ひずみ領域を 3 次元弾塑性解析によって把握し，
破壊力学パラメータ J 積分や CTOD に代わって，進展する延性き裂先端の新たな破壊指標の
調査を行う .
ーーーー争
z~x 3.3. 1 解析に用いた試験片モデルとき裂進展解析手法コンパク ト試験における均質試験片と不均質試験片のき裂進展中の応力 ・ ひずみ挙動を比
較するために， 3 次元弾塑性有限要素解析法 (F E l\II)による延性き裂進展解析を実施した.
ここ での解析対象には，前節の延性き裂進展試験に用いた硬質 ・ 軟質性の著しい二種類の不
均質試験片(l\IIN Ì\'I ， N NIN) および比較のための均質試験片 (A N , AÌ\.f)の 4 ケースを
選んだ.
不均質試験片は，図 3.2 に示す板厚 20 mm のコンパクト試験片で，解析;こはき裂線を中
心にした 1/4 モデ、ルを使った. 3 次元弾塑性 F ENIは，解析コー ドABAQ U S を使って微
小変形条件を想定して実施した.図 3.10 には，本解析で用いたメッシュ分割を示す.ここで
は，延性き裂進展中のき裂先端近傍での応力 ・ひずみ挙動を詳細に検討することを目的に，
進展するき裂先端のメッシュ寸法を O.lmm x O .5mm の細メ ッシュとしたものと，比較的長
い延性き裂の進展を想定してメッシュ寸法が 0.4mm x 1.0mm の粗メッシュとしたものの二
種類のメッ、ンュ分割を使用した.細メッシュ，組メッシュの場合とも， 2 0 節点アイソパラ
メトリック 6 面体要素を使用し，板厚方向に 5 層分害lJ とした . この際，板厚方向には， 板厚
中央で 5mm，試験片表面では 0.5mm とした.細メッシュの場合，進展ステップを O.lmm ，
延性き裂進展範囲は，ム a =0.4"'-'0.8 mm とし，組メッシュの場合には，進展ステップを









( step 1 ・・・図 3.11(a)1こ示すピン穴の作用点に強制変(立を与える . この場合， 目僚とな
る強制変位量は，図 3.11(c)で示すA点で与えられる V LL である . なお，図 3 .11 (c) は，実
験で得られた荷重線変位(切欠末端部開口変位) V LL -延{・生き裂進展量ム a 関係、である .
内制~II
卜.mrrml パ l
図 3 . 10 解析に用いたメッシュ分割
Load 








o ., 0.1 0.' 
聞， IMI IMI 
Stable crack growth ,.ð. a 
0.1 mm 
Mesh of crack tip 
Stress 
8 A 
(b) Detail of crack tip 
(c) Stable crack extension 
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~ step 2 ・・・目標となる V LL:こ達すると，き裂先端に存在する要素 1 個の節点を解放す
る.ただし，節点を一度:こ解放しても，強制変位量と\. LL は変化しないが，き裂長さは





③この結果，実際の荷重線変位V LL と延性き裂進展量ð. a の関係、は，図 3.11(c)の A→A'







CTOD の計測のためのき裂先端付近の変形図の一例 (NìvIN ， Hハ = 1/2) を図 3.12 ;こ示
3.3.2 延性き裂進展解析手法の妥当性の確認
延性き裂進展解析手法の妥当性を確認するために，実験で得られた荷重一荷重線変位曲線






次;こ， V LL 一延性き裂進展量ム a 関係を用いた延性き裂進展解析において，先に定義した
CTOD の妥当性ならびに，これに及;ます強度的不均質の影響について検討する.ここで定義
した弾塑性 F E ìvI解析によって得られる CTOD の妥当性について確認するために，実験で計
測された V LL を用いて計算した CTOD (CTODEXP) 値と弾塑性 F EìvI解析による CTOD
(CTODFEM) 値の比較を試みた.その結果を，図 3.16 に示す.均質試験片において，
CTODEXP と CTODFDf の両者は良く一致するが，不均質試験片では両者に差が生じる.少
なくとも，均質試験片において両者が良く一致することから，き裂先端R止まりの変位を
CTODFE~[ とした定義上の問題はないと考えられる.一方，不均質試験片では両者;こ差が認
められ，硬質試験片では CTODEXP が CTODFE:\l より大きく，軟質試験片では CTODEXP が






さらに図 3.13 には，解析;こ用いた 4 種類の材料の真応力 一真ひずみ曲線を示す. N1 , 
鋼は， M1 , M2 銅に比べて 2倍以上の強度レベルを有することが分かる.
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弾塑性解析から得られた C T 0 0 FEM と実験から求められた C T 0 0 EXP の比較
次に，弾塑性 F ELd解析の結果から得られた CTODFEì\I- R 曲線とコンパクト試験により
得られた CTODEXP- R曲線との比較を図 3.17(a)(b):こ示す.図からわかるように，均質試験
片においては，解析結果と実験結果は概ね一致しており， CTODEXP-R曲線は CTODFEl\ I ­
R 曲線と ほぼ等価な意味を持つ. しかし，不均質試験片では CTODFEì\fは，均質試験片の
CTODFEJ\ I とも一致せず， CTODEXP と同様，強度的不均質性の影響を受けることが分かる.
このように，不均質試験片の CTODFE:--I- R 曲線は， CTODEXP-R曲線と同様に，き裂先端
に位置する材料 (Mat . l) が同じであるにも関わらず，均質試験片のそれと一致しないこと
が確かめられた.また，同じ ßa では，実験で得られる CTODEXP は硬質試験片では CTODFEλI
に比べて大きく，軟質試験片で、は小さくなっており，強度的不均質の影響が解析結果に比べ
て大きく現れる傾向にある.
以上のことから，弾塑性 F E~d解析によって得られる CTODFEì\ I は，均質試験片に限れば
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O:AM 、6. a =0. 81TTl 
....:MNM 、6. a=O. 81TTl 
・ :NMN 、6. a=O. 81TTl 


















質試験片においては， CTODFDI を用いた R曲線においても，均質試験片の R曲線とは一致
しない上に，解析結果と実験結果の問 lこ整合性が認められないことから， これらのパラメ ー
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第3章進展する延性き裂先端の応力・ひずみ挙動とき裂進展抵抗に及ぼす強度的不均賃の影響 3. 4 CTOD レベルが閉じ場合の進展する延性き裂先端近住応力・ひずみ分布
3. 4 CTOD レベルが同じ場合の進展する延性き裂先端近傍応力・ひずみ分布
前節では，延性き裂進展解析のための 3 次元弾塑性 F E 1I1解析手法;こついて述べ，それに
よって得られる均質，不均質試験片の CTODFE:\I- R 曲線を実験で得られた CTODEXP- R 曲
線と比較して調べた.その結果，不均質試験片の CTODFEf-.I- R 曲線は， CTODEXP-R 曲線
と同様に，き裂先端に位置する材料 (Mat.l)が同じであるにも関わらず，均質試験片のそ
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では，均質試験片と不均質試験片の問で CTOD - R曲線が異なる原因について考察するため
に，均質・不均質試験片のそれぞれが同じ CTOD レベルとなる際の進展する延性き裂周りの
応力・ひずみ分布について調べることにする.
前節で示したような 3 次元弾塑性 F E Ì'A解析手法によって得られた結果を基に，き裂先端
に位置する材料 Mat.1 が， N銅となる試験片(.-\ N , ?l ~:vI)と M鋼となる試験片 (Ard，
NÌVIN) のそれぞれに同じ程度の CTODFE~I レベル (AN: O.G3mm , MNM: O.77mm , AM : 
1.28mm , NMN: 1. 31mm) に載荷された状態での σV'\ー を比較した. 4 種類の均質・不均質
試験片のき裂先端近傍のき裂直角方向応力 (σn) 分布をき裂進展方向と板厚方向に分けて，
図 3.18(a) と図 3.18(b)に示す.き裂進展方向分布は板厚中央断面での値を扱い，進展によっ
て移動する延性き裂先端からの距離ピで整理した.また，板厚方向分布は x' が 0.1 mm 
となる場合の値を扱った.
硬質試験片1v'l l\:，，'Iの σn・は，均質試験片ANのそれに比べてき裂先端から離れた位置で低
下傾向が大きくなる一方，軟質試験片N .tvIN の σ3・y は，均質試験片AÌVIのそれに比べてやや
増加しており，強度的不均質の影響が認められるのがわかる.別に整理した最大主応力につ
いても，以上に述べたき裂直角方向応力とほぼ同じ挙動が確認されている.これは，き裂先
端での応力は Mat.1 の強度特性が支配的だが，き裂先端から離れるに従い，徐々に Mat. 2 の
強度レベルlこ影響を受けるためと考えられる.
また，き裂先端近傍での a J・y で・は強度的不均質の影響が小さいことが，板厚方向 σ3・3・分





に，き裂先端の Mat.1 に同じ材料が存在し同じレベルの CTOD に達しても，延性き裂進展
量ム a に差を生じる原因になったものと推定される.
次に， CTODFDI が同じレベルにある場合の進展する延性き裂先端周りの相当塑性ひずみ
(τp) 分布の比較を行う.ここでは， τp を以下の式で定義した.
E p= [2 ・ ( (E px-E py)2 十 (E py - E pz) 2 + (E pz - E px) 2} ] 1 12 / 3 
ただし ， E px, E PY, E pz は， X , y) z 方向それぞれの塑性ひずみ成分.
(3.3) 
4 種類の均質，不均質試験片のき裂先端近傍の同じ CTODFEr. I レベルでの板厚中央断面に
おける τp のき裂進展方向分布を図 3.19(a)に示す.き裂進展方向分布は，板厚中央断面での
値を扱い，進展によって移動する延性き裂先端からの距離どで整理した.図 3.19(a)をみる
と，同じ CTOD レベルで-あっても，硬質試験片三IN l\!lの E P は，均質試験片ANのそれに比
べて小さく，軟質試験片~r.tINのき裂先端から離れた位置での τp は，均質試験片 ATvlのそ
れに比べやや大きくなるのがわかる.このような傾向は，図 3.18(a)で示すき裂進展方向 σyy
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近傍;こおいて， E P はほぼ一致しており，応力分布の場合と同傑に，き裂先端近傍に限れば
強度的不均質性の影響は小さいようである.
図 3.19(b)には，相当塑性ひずみ E P の板厚方向分布を示す. 板厚方向分布は，進展によっ






における試験片表面部の E P の増加・減少挙動が， Mat. l を取り囲む Mat. 2 の存在によって
ひずみ分布が乱されたために生じたものと考えられる.
硬質試験片と軟質試験片における任意負荷レベノレでの定性的な変形状態の比較を，参考ま
でに図 3.20 に示す.硬質試験片の Mat.l では，板厚中央に比べ試験片表面での荷重線方向
への変形が相対的に大きくなるのに対して，軟質試験片の Mat. 1 では，板厚中央に比べ試験
片表面で‘の荷重線方向の変形は相対的 lこ小さい.このような荷重線方向の変形状態に対応し



















( 1 ) 板厚中央断面におけるひずみ分布
延性き裂進展はき裂先端の塑性変形によってもたらされることから，き裂先端での変形の
程度を表す力学量が，延性き裂進展抵抗指標となり得ることが考えられる.一般に，延性き
裂発生開始時のき裂先端近傍に発生する相当塑性ひずみ (E p) は，延性き裂発生指標とし
て取り扱われる 84 )92)93)ことが多く，延性き裂が進展している聞においても 7p は力学的指標
に成り得る可能性があると思われる.
そこで， 3 次元弾塑性FEM解析によって得られた 4 種類の均質，不均質試験片の延性き
裂進展中の板厚中央断面での相当塑性ひずみ7p のき裂進展方向分布について整理してみる.
その結果を，図 3 .21 (a)(b)\こ示す.ここでは，同じ延性き裂進展量となる場合 (ð a 二O .4mm
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同じ延性き裂進展量 レベルで比較すると，均質試験片 .-\ N の 7p は均質試験片_-\::-:1のそれ
に比べて小さい.均質試験片であっても，異なる材料においては_-\ N，八三 Iで τp レベルは
明らかに異なり，進展する延性き裂先端の Z p 値は材料に依存するようである.しかし，延
性き裂進展量に対する τp の増分量は， AìvIより AKの方が大きいようなので，本解析で実
施した範囲を越えて延性き裂進展量が大きくなる場合には，均質試験片λXの τp は均質試
験片λMのそれに比べて必ずしも小さくならないと考えられる.
ここで，最も留意すべき点は， CTOD レベルが同じ程度となる場合の τp 分布が均質，
不均質試験片の間で一致しなかったのに対して， A N , ;dNìvI試験片(図 3.21(a)) ， A ¥ 1, 
NìvIN試験片(図 3.21(b))の均質試験片と不均質試験片の問で，延性き裂進展量が同じ程度
にある場合の Z p 分布がほぼ一致する傾向にあることである. しかし，延性き裂先端から縦
れるにしたがい，均質 ・ 不均質試験片の聞に差が生じるようにもみえる.この傾向をさらに
詳しくみるために，図 3.22(a)(b)には，硬質試験片と軟質試験片の板厚中央断面でのき裂先




次に，進展する延性き裂の先端での τp の大きさについて考察する.図 3.22(a)をみると分
かるように，硬質試験片ìvI NìvIは均質試験片A :-Jに比べて， Mat. 1 におけるひずみレベルが
必ずしも小さいとはいえない. 同様に，軟質試験片N Ì\'IN は均質試験片A\'Iに比べて Mat.l
における 7p レベルが必ずしも大きいとはいえないのがわかる.また，硬質試験片トJINì\'lの
Ma t.:2 でのひずみは，均質試験片A ~:こ比べて大きく，軟質試験、片 K\I~の Mat.2 でのひず
みは均質試験片八 NI:こ比べて小さい.このこと から均質試験片と不均質試験片のひずみ差は
Mat.l よりも Mat. 2 における位置での方が相対的に大きく，この差が均質試験片と不均質試
験片;こおける CTOD や J 積分値の差として現れるものと考えられる.
これを，図 3 ， 8 で示したコンパクト試験によ って得うれた延性き裂進展抵抗特性の傾向と
関係づけると，き裂先端に同じ材料が存在するにも関わらず延性き裂進展抵抗特性が変化す
る理由が説明できる. すなわち，硬質試験片の場合，き裂周りの軟質部の存在に基づくひず
み分布の拡がりにより clCTOD/da (dJ/cla) が増加し，軟質試験片の場合にはひずみ分布の









α(σ ，JE) ・ (E J /ασ Y2 I n r)nfln+ l) ・ E ij (e , n) (3.5) 
ここで， α は応力・ひずみ関係で決まる材料定数， n は加工硬化指数， G y は降伏応力，
縦弾性係数， 1 n は n の関数である積分定数， r , e はき裂先端;こ原点を持つ極座標，百 ij ，
E lJ は 0 と n に依存する無次元化関数である. J は Rice の J 積分であり，他の計算または実
験により定められる.
式(3.4)と式(3 . 5)から明らかなように，き裂先端近傍;こおける応力とひずみの特異性はそれ
ぞれ， r -l/(n+l ), r -n/( n +l ) で表されることが分かる.式(3.4) と式(3.5) は， Hutchinson と
Rice-Rosengren の頭文字を取って， HRR解あるいはHRR場と呼ばれる.これらの解はき
裂が進展する前のき裂先端近傍の力学的状態を示している. しかし実際:こは，き裂先端の極
めて近い点には破壊進行領域 (Fractu陀 process region) が存在しているので， HRR解は
この中では成立せず，破壊進行領域から少し離れた外側の領域で近似的;こ成立していると考
えられる . 以上のように，均質材ならびに延性き裂が発生する以前の状態において，き裂先




下に考察する . 図 3.21(a)に示す均質試験片 .-\ :\'と硬質試験片f.A :-J :v1の進展する延性き裂先端
の板厚中央断面での 7p のき裂進展方向分布を両対数;こして整理することで，き裂先端の特
異ひずみ場の存在領域を調べた.その結果を図 3.23(a)(b)~こ示す.ここで横軸は，進展する
延性き裂先端からの距離 x' を無次元化した.x' は式 (3.5)の O が O の時の r に等しい.
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図 3 . 22 (a) ( b ) 延性き裂先端における相当塑性ひずみの等ひずみ線図
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H RR特異ひずみ場が相対的に小さいのは，き裂周りに存在する不均質領域 (Mat. 2) によ
りき裂先端ひずみ場が乱されるためと考えられる . このような結果から，延性き裂がさらに
進展すると HRR特異ひずみ場はさらに消失していくものと推定される . 以上のことから，
進展する延性き裂先端のひずみ場は，延性き裂発生直後を除いて，破壊力学ノミラメータ J 積
分あるいはこれと等価な CTOD によって関係づけることは困難であることが推定できる .
13025 ム
(a) A N 










? O. 15 
















。 O. 2 O. 4 Q. 6 O. 8 
Distance from center of specimen , z/t Distance from center of specimen , z/t 
(a) AN (b) MNM 
x' /(J/ 0 Y) 
(b) MNM 
図 3. 23 (a) (b) 進展する延性き裂先端の特異ひずみ場の分布
図 3.23(a)は均質試験片AK，図 3.23 (b)は硬質試験片\.{N i'vIの場合の結果をそれぞ、れ示す.
均質試験片も硬質試験片もともに， HRR解の存在領域， すなわちピ ー n/(n+l ) の特異性が現
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図 3. 24 (a) "-(d) 延性き裂の進展に伴う相当塑性ひずみ (τp) の板厚方向分布
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延性き裂進展量が同じ場合の進展するき裂先端近信応力・ひずみ分布5 3. 進震する延性き裂先端のz力・ひずみ挙動とき裂進展抵抗に及ぼす強度的不均賓の影響第3章
ß é)の板厚方向分布の比較を示す.いずれの試験片もム a の平均値が 1 mm 程度の場合を選
んで比較した.これをみると，硬質試験片:\1 1\ \1の試験片表面で，延性き裂進展量が他の試
験片;こ比べてやや大きいことがわかる.これは図 3.24 で示したように，硬質試験片\.1:\ :0. 1の
Mat. l 中央部での塑性拘束に伴って，試験片表面部の Z p が相対的に大きくなったことに対
AN，ムa=O. 4(rrn) 
-&-
AN, .6a=O. 7(rrn) 
臼
MNM. ム a=O. 4 (rrrn)--・-• 




















近傍での相当塑性ひずみ (τp) 分布が，ほぽ一致する傾向にあることがわかった . さらに，
板厚方向の均質試験片と不均質試験片のひずみ分布を比較するために，延性き裂進展中の
Zp の板厚方向分布を，図 3 . 24(a)"-'(cl)に示す.板厚方向分布は3 進展によって移動する延性
き裂先端からの距離ピが 0.1 mm となる場合の値を扱った . 図 3 . 21 の結果からき裂先端
部に同じ材料が存在した場合に，板厚中央断面の τp はほぼ同じ挙動を示すことがわかった
が，試験片表面部では板厚中央部に比べて異なる挙動を示す.すなわち，硬質試験片N1N i\t1
では，均質試験片A Nに比べて試験片表面部近傍の τp の増加が著しく，軟質試験片NM
では，板厚中央部か ら試験片表面部(こかけてτp の減少が認められる . これは，図 3 . 20 に示
した硬質，軟質試験片の任意負荷レベルでの定性的変形状態に対応している . すなわち ， 硬
質試験片の Mat.l では，板厚中央に比べ試験片表面での荷重線方向への変形が相対的に大き
くなるの;こ対して，軟質試験片の Mat. l では，板厚中央に比べ試験片表面での荷重線方向の
変形は相対的に小 さ い.こ のような試験片中央断面での荷重線方向の変形状態に対応して，
図 3.24(a) "-'(d)に示 される Z p の板厚方向の分布形状が得られたものと思われる.このように，
不均質試験片における試験片表面部の τp の増加 ・ 減少挙動は， Mat. l を取り囲む Mat. 2 の
存在によ って， ひずみ分布が乱されたために生じる .
図 3.25 Iこは ， コンパクト試験で板厚 2 0 mm 試験片を用いて得られた，延性き裂進展量 3 2. 5 2 1. 5 
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延性き裂の進展に伴うき裂直角方向応力 (σyy) の変化
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図 3. 26 (a) (b) 
20 
コンパクト試験で得られた延性き裂進展量の板厚方向分布
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図 3 . 25
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延性き裂進展量が同じ場合の進展するき裂先端近傍応力・ひずみ分布5 3. 進震する延性き裂先端の応力・ひずみ挙動とき裂進展抵抗に及iます強度的不均賃の影響第3章
さらに， 4 種類の均質試験片と不均質試験片のき裂先端近傍のき裂直角方向応力 (0 ".) 
の板厚方向分布を，図 3.27(a)(b)~こ示す.ここでは，き裂先端に位置する材料N銅とM銅の
聞の強度レベル差を考慮に入れるために，板厚方向距離とともに応力についても無次元化を
行った. その際，横軸は板厚中央断面から板厚表面への距離(z )を板厚( t )で除した無
次元化量で示す.縦軸は，き裂直角方向応力 (σyy) を Mat. l の降伏応力 (0 y) で除した
無次元化量で示す.また板厚方向分布は，進展によって移動する延性き裂先端からの距離 x'
が O.lmm となる場合の値を扱った.硬質試験片MNMの σ yy/a y は均質試験片ANのそれ









合の板厚中央断面部での相当塑性ひずみ (T p) 分布が，ほぼ一致する傾向にあるのに対し
て，板厚方向分布においては，板厚中央断面では均質試験片と不均質試験片の問に差は認め
られないが，試験片表面において両者に差が生じることが明らかになった.
3. 5. 3 進展する延性き裂先端近傍の応力多軸度分布





ことが確認できた . そ こ で，同様に進展する延性き裂の先端部の応力分布に及ぼす強度的不
均質の影響について調査を行う.
3 次元弾塑性 F E :.-I解析を用いて得られた 4 種類の均質試験片と不均質試験片の延性き裂
先端近傍のき裂直角方向応力 (σyy) の分布を，図 3 . 2G(a)(b)に示す.ここでは，同じ延性
き裂進展量(ム a =0.4mm ， O.7mm) に達した際の σn を比較した . また，ここでの横[1411は移
動する延性き裂先端からの距離 x' で整理した . き裂先端部材料 Mat. l が同じ N銅である試
験片 (AN ， MNM) の a yy は， Mat. l がM鋼である試験片 (AM， NMN) の a yy Iこ比べて，
き裂先端に位置する ~Iat . l の強度の差によって相対的に大きくなっている点で差があるが，
同じ CTOD レベルで比べた場合(図 3.18)に比べて，均質試験片と不均質試験片の両者間の
差はいずれの場合にも小さいようにみえる . また，延性き裂進展に伴い，均質試験片と不均
質試験片の聞に生じる a yy の差は， き裂先端から O.5mm 以上自r~れた位置で増加 していく傾
向がいずれの試験片にもみられる. これは，き裂先端での応力は Mat. l の強度特性が支配的
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進展する延性き裂先端の応力多軸度パラメータ (CT m/百 )のき裂進展方向分布図 3 . 28 
(a) AN , MNM (b) AM , NMN 
延性き裂の進展に伴うき裂直角方向応力 (σyy) の板厚方向分布図 3 . 27(a) (b) 
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第3章進展する廷性き裂先端の応力・ひずみ挙動とき裂進展抵抗に及ぼす強度的不均賃の影響 3. 6 廷性き裂の進展を支配する穏壊指標に関する考察
3 次元弾塑性解析によって得られた均質試験片と不均質試験片の板厚中央断面近傍での応
力多軸度ノミラメータ (σ111/古)のき裂進展方向分布について，図 3.28 に示す.7p 分布と
同様に図の横軸は，延性き裂進展によって移動するき裂先端からの距間.~ x 'で整理し，延性










3AA i A.-2‘ 
' \と
1.5 1.0 0.5 









百= [ { (σx -a y) 2 + (a y -a z) 2 + (σz -a x) 2} /3] [/2 (3.7) 
ただし，ここで σx はき裂進展方向応力， σy はき裂直角方向応力， σz は板厚方向応力.
応力多軸度の分布形状は，試験片の種類によって変化するが， Mat. 1 の材料が同じ試験片
(AM と NMN ， AN と MNM) 同士では，き裂先端から 0.5'"'" 1 mm 以上離れた位置で均質
試験片と不均質試験片において差が生じるのに対し，き裂先端近傍において σ111/百に差が
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図 3. 29 限界相当塑性ひずみ (τp) cr で表現される延性き裂進展挺抗特性と CTOD-R曲線の比較
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前節までに，不均質試験片の CTOD-R曲線は，き裂先端に位置する材料 (Mat. l) が同
じであるにも関わらず，均質試験片によって得られるそれと一致しないことが確かめられた.
これは CTOD - R 曲線が， Mat.1 とき裂周りの材料 (Mat. 2) の聞に存在する強度的不均質
性に影響を受けるためと考えられる.一方，均質試験片と不均質試験片の間で，延性き裂進
展量が同じ程度:こなる場合の相当塑性ひずみ (E p) 分布が，き裂先端近傍でほぼ一致する
傾向にあることも明らかになった.このように，延性き裂進展に伴うこれらの破嬢指標に対
して，強度的不均質性の影響の程度は必ずしも一様でない. したがって，ここでは破駿力学
パラメータ CTOD と相当塑性ひずみ Z p と延性き裂進展量ßa の相互の関係を整理し，強度
的不均質性の影響を受けない延性き裂の進展を支配する破壊指標に関する考察を行う.
前節までに得られた 3 次元弾塑性F E :tvI解析結果を基lこ，図 3.29 に CTODFEM と延性き裂
進展量ßa および相当塑性ひずみとの関係を整理して示す.Z p については，延性き裂先端
からの距離によって異なる値となるので，ここでは進展する延性き裂先端から O.lmm 阿佐れ
た位置における板厚中央断面での Z p 値(これを限界相当塑性ひずみとし，以後 ( τp) rf 
で表す)によって整理した.図中の第 1 象限には， CTODFE:t\ I と (τp) cr の関係を，第 2 象
限には CTODFE:\ l とム a の関係，第 4 象限には (E p) cr とム a の関係、を示した.この内，
CTODFEM とム a の関係、は，図 3.17 に示すものと同じである.
図 3.29 をみると分かるように，硬質あるいは軟質試験片に関わらず，均質試験片と同じ延
性き裂進展量ム a における CTODFE~I 値において差が認められる場合でも，延性き裂進展量









(a) MNM試験片 (b) NMN試験片




ことから，進展する延性き裂を対象とした場合， CTOD あるいは J 積分の よ うな破壊力学パ
ラメータは主として強度差に起因したき裂周りの不均質性;こ影響を受けるの;こ対して，き裂
先端近傍の限界相当塑性ひずみ (E p) じr は，強度的不均質の影響を受けない延性き裂進展破
壊指標となる可能性のあることがわかる.
なお， λ:-\ , 1v1 N :'，，1試験片と A tvI , N 1¥11 1\試験片で，単位き裂進展量当たりの (E p) cr 
の増分量に差があることが，図 3.29 からうかがえる.これについてさらに詳しく調べるため
に，図 3.30(a) (b) ，こは，硬質(IvINrvI) ，軟質 (N Ì\ I:-\) 試験片の板厚中央断面でのき裂先
端部近傍における 7p の等ひずみ線図を，延性き裂進展量6 a =0.4mm と 0.8mm で比較し
て示す.同じひずみ量における塑性変形域の大きさは，硬質試験片の方が延性き裂進展とと
もに明らかに拡大していくの;こ対して，軟質試験片では延性き裂進展とともにほとんど変化
しないのがわかる.この傾向は，均質試験片である AN ， A).J試験片でも同じであることを
別途確認している.









図 3.29 Iこ示す延性き裂進展に伴う ( E p) cr の変化，すなわち Aì\試験片と N1N).I試験片
では (E p) er が延性き裂進展とともに単調増加するのに対して， Atd試験片と NìvI:-\試験片






以上のことから，進展する延性き裂を対象とした場合， CTOD あるいは J 積分のような破
壊力学パラメータは，主として強度差に起因したき裂周りの不均質性;こ影響を受けるのに対
して，進展する延性き裂先端近傍の限界相当塑性ひずみ量 (τp) cr は，強度的不均質の影響
を受けない延性き裂進展指標となる可能性があることがわかった.ただし，き裂先端;こ位置










性を実験的に調査した.ここで扱う延性き裂進展特性は，破壊力学ノミラメータ J 積分と CTOD






探索することを目的に行った.なお， 3 次元弾塑性 F E )./I(こよる延性き裂進展解析は，本解




ほ抗特性の比較において，硬質試験片では dCTOD/d a (d J / d a)が大きくなり，軟質
試験片では clCTOD/d a (d J / d a)が小さくなることがわかった.また，軟質試験片で ・
は軟質部幅が小さい程，その傾向は大きく現れることが実験的に確認できた.
(2) 3 次元弾塑性 F E Iv1解析によって得られる CTODFEl\I は，均質試験片に限れば実験か
ら計測される CTODEXP と良く一致しており， CTODF、EM と CTODEXP を用いた均質試
験片の R曲線は，ほぽ等価であると考えて良い.しかしながら，不均質試験片において
は， CTODFEl\ I を用いた R曲線においても，均質試験片の R曲線とは一致しない上に，





認できた . また，このことが，均質試験片と不均質試験片において異なる CTOD-R曲
線を与える原因となるものと考えられる .
したがって，不均質材を対象とした場合には，延性き裂進展抵抗としての破壊指標と
して， CTOD や J 積分のような破壊力学ノミラメータ;こ代わる，何らかの適切な破壊指擦
が必要である.




進震する廷性き裂思りの J積分と CTOD の相関性に及!ます強産的不均賃の影響Append ix 3. J 進展する延性き裂先端の応力・ひずみ挙動とき裂進展抵抗に及ぼす強度的不均質の影響第3章
進展する延性き裂周りの J 積分と CTOD の相関性に
及ぼす強度的不均質の影響
Appendix 3.1 
図 3.7(c)で・示されるように， H S H試験片では CTOD を用いて R曲線を整理すると，同
じ軟質試験片である NMN試験片と同様に，均質試験片の R 曲線に比べて延性き裂進展抵抗
が低下する傾向がみられるが， J 積分を用いて整理した場合の均質試験片AS と軟質試験片
HSH の延性き裂進展特性の差は， CTOD の場合のそれに比べてあまり明確ではない.この
原因として，不均質材を対象とした場合の J 積分と CTOD の破壊力学パラメータとしての適
用性の差が生じたものと考えられる.これを確かめるために，付図 3. l(a) tこは，均質試験片
で得られる J 値と CTOD の相関関係を，図 3. 1 (b)には不均質試験片で得られる J 値と CTOD
の相関関係を整理した.
げの dCTOD/d a を増加させ，応力・ひずみ分布の偏りは見掛けの dCTOD/cl û を減少
させるものと推察できる.
(4) 一方，進展する延性き裂先端近傍の限界相当塑性ひずみ (E p) cr は，強度的不均質の
影響をほとんど受けず，同じ延性き裂進展量の時，均質試験片，不均質試験片ともにほ
ぼ同じ限界相当塑性ひずみ量となる.このことから， CTOD あるいは J 積分のような破
壊力学パラメータは主として強度差;こ起因したき裂周りの不均質性に影響を受けるの
に対して，進展するき裂先端近傍の限界相当塑性ひずみ (E p) er は，強度的不均質の
影響を受けない延性き裂進展指標となる可能性が認められる.
また，き裂先端:こ位置する材料の違いによって，延性き裂進展とともに単位き裂進展























σy (mean) ・ CTOD
( b )不均質試験片
























少なくとも均質試験片では J 値と CTOD との関係は， Dugda 1 e ~1ode 1 を用いることで式
(A3. 1) の関係で整理されることが一般的に知られている.
J =m . a y • CTOD (A3. 1) 
ここで， mは係数.
J 1 委員会97) の検討結果によれば， a:¥/ a y> l. 0 で、はm=l. 0""2. 0 との報告もあるが，
付図 3. 1 (a) から得られるmは1. 9 となっている .
またここでは，不均質試験片の a y として式 (A3 . 2) に示すように Ma 1. 1 と ~a1. 2 の占
める面積比を考慮して決定した a y (mean) を用いて整理した.
a y (mean) = r (Ma し 1) ・ a y(Mat. 1) + (1 -r ()1at. 1)) . a y(Mat. 2) (A3.2) 
ここで， r (Ma t.1) は試験片に占める Mat. 1 の割合いである.
付図 3. 1 (a) で示される均質試験片の J 積分と CTOD の相関性が極めて良いことから，図
3. 4 (a) と図 3. 4 (b) で得られる均質材における J 積分と CTOD で表現される R曲線は，等価
な関係にあることがわかる.
イ寸図 3. 1 (a) に示したように均質試験片において， J 積分と a y ・ CTOD の関係は極めて良
い相関性が認められたが，一方，付図 3. 1 (b) の不均質試験片のいずれの場合も均質試験片の
場合ほど， 良い相関性は認められない.このことは，強度的不均質を有する材に対する破壊
力学パラメータの適用に際しての考慮が必要であることを示唆している.
Appendix 3.2 不均質材を進展する延性き裂の J 積分経路独立性の確認
本研究で用いた解析モデルのように，き裂直角方向に不均質性を有する場合にも，延性き




不均質材を進展する延性き裂の J 積分の経路独立性について調べるために，付図 3.2 に示
す 4 種類の経路における延性き裂進展時の J 積分値の比較を行った.付図 3.2 においても，
延性き裂進展前には経路独立性が均質試験片と不均質試験片の両者で明|僚に認められている
が，延性き裂進展後には，徐々に経路依存性が現れてくるのが認められる.
この点を考慮して，解析で得られる J 積分値として付図 3.2 に示す最外周経路 path 4 の J
積分値 (J path，板厚中央断面)と実験で計算された J 積分値 (J EXP)の相関性を調べた.
その結果を付図 3.3 に示す.付図 3.3 をみると大規模降伏状態まで拡張して適用される J EXP 
と解析で得られた J path の聞に，ややぱらつきが存在するもののほぼ良好な相関性が認めら
れることから，均質試験片に限れば延性き裂進展中においても， J path は破壊力学パラメー
106 
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。




Appendix 3. 2 不均賃材を進震する延性き裂の J積分経蕗独立性の確認
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付図 3 . 3 最外周経路 (Path 4) によって計算された J 積分値 (J path) と














σy ・ CTOD FEM
4. 1 緒 言
き裂の周りに存在する強度的不均質は，延性き裂進展抵抗特性に影響を与えることが，前
章までの検討により明らかになった.すなわち，不均質部をき裂が進展する場合，不均質部
と周りの母材部の強度比 S r が小(軟質)さければ CTOD - R 曲線の dCTOD/da は小さくな








可能性がある 26) 9 S) したがって，延性き裂進展を伴う破壊現象を対象とする場合の破壊評
価法を確立するためには，これらの因子が延性き裂進展低抗特性に及ぼす影響を解明し，影
(mm) 
弾塑性 FEMで得られる破壊力学パラメータ J 積分 ( J path ) と CTODFEM の相関性
タとしての指標性を有する ものと判断できる.しかし，図からわかるように不均質試験片に
おいて J EXP と J path の聞の相関性は良いとはいえず，その両者は必ずしも等価といえない.
また，弾塑性FEM解析で求められる経路積分 J path と CTODFEÌ\ 1 の相関性について，均
質試験片で確認した例を付図 3.4に示す.均質試験片;こ限定すると，異なる降伏強度を有す
る二種類の材料の試験片においても，経路積分 J path と CTODFE~1 との聞に極めて良い相関
性が認められた.






っても変化する 2 7) 99) - 102) ことが知られている . さらに，不均質部に存在するき裂の場合
には，板厚に対する強度的不均質部幅の比によっても変化する . ここでは，延性き裂先端の
塑性拘束が延性き裂進展抵抗特性 CCTOD-R 曲線) ~こ及ぼす影響を調べるために，塑性拘束
の程度を変化させる因子となる強度的不均質の強度差と強度的不均質部の領域および切欠き
第4章進展する延性き裂先端近傍の限界ひずみに及iます塑性拘束の影響
比 lこ焦点を絞って検討することにした.すなわち，強度的不均質を有する継手の日/ t ( =強











寸法の範囲を示す.板厚が 20 mm と 5 mm の 2 種類の試験片とし，板厚 20 mm 試験片
では，強度的不均質を有する継手の H/ t (=強度的不均質部幅/板厚)を 1/2 の他に 1/4
としたものも作製した.また，板厚 5 mm 試験片では， a 八v (=切欠き長さ/試験片幅)を
0 . 5 としたものの他に 0.15 と した試験片を作製した. また，比較のために均質試験片も作製
した.
このようにして作製した均質試験片と軟質試験片を用いて，延性き裂進展抵抗特性試験を






Specimen thickness (mm) 
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本試験に供試した材料は，前章で供試した 4種類の材料の内の 2 種類の材料 (9%N i 鋼，
軟鋼，記号はそれぞれN ， w1) と同じものである.したがって，化学成分ならびに機械的特
性は表 3.2 と表 3.3 に示すものと同等である.また，試験;こ供した軟質試験片は，図 4.1 に
示すようなコンパクト試験片で，異なる種類の材料を拡散接合して製作した.き裂が導入さ
れた中央部の材料を Mat.1 と呼び， Mat. 1 をはさむ周囲の材料を Mat. 2 と呼ぶことにする.
試験片作製にあたって，拡散接合条件ならびに熱処理条件は前章に示す通りである. MaL1 
にM鋼を， Mat. 2 に N鋼を用いた軟質試験片は，拡散接合により製作されたので，その後の
熱処理を含めた熱履歴により素材とは異なる材料特性を示す.したがって，最終的に製作さ
れた軟質試験片の Mat. 1 と同じ熱履歴を経た材料を用いて均質試験片を作製した.それぞれ
の材料の機械的特性値は，表 3.4 に示す通りである.軟質試験片の構成材料の強度比 S rσ) 
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図 4. 3
( a ) 模式図












図 4.1 に示すコンパクト試験片の Nlat.1 の幅と板厚の比(HI t)および初期切欠き長さと試
験片幅との比 (a IvV)を，表 4.1 に示すような条件で試験片を作製した.すなわち， 軟質試験
片のHI t は 1/4. 1/2 となるものを， a Iì，\- は 0.5 および 0.15 となるものを均質，軟質試験
片の両者で作製した.表 4.1 に示した軟質試験片とそれぞれの切欠き部材料lVlat. 1 :こ対応す
る均質試験片について，それぞれの延性き裂進展抵抗( R) 曲線を得るために，延性き裂進
展試験を実施した.試験片は表 4.1 に示すように，板厚 5 mm ならびに 20 mm で.切欠き
先端には疲労予き裂を導入した.試験は， A8TNI El152・87 62 ) に準じて変位制御(クロスヘ
ッド変位速度= 1 mm/min) で実施した.試験温度は，全て室温とした. R曲線を得る方法
としてここでは，複数試験片法を用いた.所定の荷重まで負荷し，除荷後延性破面部を損な
わないように疲労破断させた後，初期切欠き長さと延性き裂進展量ム a を計測した.ここで
の延性き裂進展量6. a は， A8TlVI E1152・8ï に準じて板厚方向に 8 分割した 9 点を計測しそ
の平均値を用いた.なお， CTOD 評価式として，明官81108 63 ) に示される式(3.2) を用いた.
その際，き裂長さには初期切欠き長さと延性き裂進展量を合わせた長さを用いて計算した.
また，軟質試験片の塑性拘束の程度を比較するために，実験後に得られた破面から板厚の
最大減少量ム t を計測した.計測は，図 4. 2 に示すように延性き裂の発生位置近傍で最も板




性ひずみEp の関係は，材料ごとに異なるが，軟鋼などの材料において両者が 1 対 1 に対応





試験片は， JIS Z 2201 4 号試験片(径 1 4 mm) に準じて作製した.試験はクロスヘッド
速度を 1.5 mm/min とした変位制御にて実施し，数条件の変形レベルで途中除荷し，試験
前後の断面部直径の計測結果から式(4.1)によって相当塑性ひずみτp を算出した.
(Ao/ A) 
ここで， Ao. 初期断面積， A: 変形後の最小断面積
その後，試験片を縦割りにして研磨し，最小断面部のビッカース硬度を荷重 0.5 :"Jにて直
径方向に 1 0 点測定した .
コンパクト試験片の硬度計測は，所定の荷重まで負荷して除荷後，試験片の板厚中央断面
で切断解放し，延性き裂先端の O.4mm x 0.6mm の領域で，荷重 0.5 N の条件にて実施した.
計測は，延性き裂進展量6. a が 2.2mm までの各種変形レベルとなる均質試験片A~Iならび
(4.1) 
112 
τp= 1 n 
延性き裂進展抵抗特性に及iます塑性拘束の影響に罰する試接2 4. 進展する廷性き裂先端近替の限界ひずみ!こ及iます塑性拘束の影響第4章




性き裂進展量6. a との関係において整理した.図 4.5(a)(b) には，それぞれ板厚 20 mm と 5
mm で得られた均質試験片と軟質試験片のム t とム a の関係について示す.図 4.5(a)では，
均質試験片に比べて軟質試験片の方が同じ6. a の大きさの時の!l t が小さく，塑性拘束の大
きさが明らかに増加している.さらに，軟質部の幅Hが小さくなるにつれてさらにム t が減
少する傾向が認められる . また，図 4.5(b)でも，均質試験片に比べて軟質試験片の方が同じ
6. a の大きさの時の6. t が小さい傾向がみられる上，切欠き比 a/Wの増加によっても同様に
塑性拘束が増加する傾向が示されている.
さらに，最大板厚減少量ム t の板厚 t との比 (6 t/t) に及ぼす塑性拘束の影響につい
て， Hパと a/'vV との関係ならびに応力多軸度 a m/百との関係とともに図 4.6 に示す.ここ
で ， a m は等方引張応力，百は相当応力であり ， a m/万は 3 次元解析において実施された
.6 a が O.4mm----O.8mm 聞の平均値として求めた.また， σm/百は，き裂進展方向分布に
おいてき裂先端からの距離によって異なる値となるが，ここではき裂先端から O.5mm の位
置での値を採用した.図 4.6(a)で、はム t/ t に及ぼすH/ t の影響が，図-J.6(b)では6. t / t に及
ぼすHパの影響が定量的に現れている.すなわち，図 4.6(a)では，均質試験片に比べて軟質
試験片の方が6. t / t が小さく，塑性拘束の大き さが増加している.さらに，軟質部の幅日
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• NMN. a/W=O. 5. H/t=l 0/20 


























に軟質試験片NMN (H/t=10/20 , 5/2 0 ) の 3 種類の試験片(し 1ずれも，切欠き比
a 爪fは 0 . 5 ) に対して行った . 延性き裂先端での硬度計測位置を，図 4.4 に示す. 図に示す
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( b )板厚 5 mm ( a )板厚 2 0 mm 






図 4 . 4 (a) (b) 
延性き裂進展抵抗特性に及!ます塑性拘束の影響に槙する試験2 4. 進展する廷性き裂先端近慢の限界ひずみに及!ます翌性拘束の影響第4章
が小さくなるにつれてさらにム t / t が減少する傾向が認められる.また，図 4.G(b)でも均質
試験片に比べて軟質試験片の方が6. t / t が小さい傾向が顕著にみられる上，切欠き比 a ハYの
増加によっても同様に塑性拘束が増加する傾向が示されている.また，図 4.5 では板厚 2 0 
mm 試験片の場合のム t は，同じム a の時の板厚 5 mm 試験片の場合のム t と比べて大きく
現れたの対して，図 4.G(a)に示されるム t / t においては，板厚 5 mm 試験片の場合よりも板
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Stable crack growth ，ムa(mm)









Ratio of width Mat. 1 to thickness , H/t 



























Stable crack growth , 
( b )板厚 5 mm , 
Ratio of crack length to specimen width , a / W 
NMN 
コンパクト試験で得られた CTOD- R曲線に及ぼす Mat . 1 の幅 (H) の影響
AM , 
図 4 . 7 (a) (b) 
a/W 
板厚と板厚最大減少量の比 (Ôt/t) に及ぼす塑性拘束の程度の影響
( b ) 
図 4 . 6 (a) (b) 
117 116 
延性き裂進展抵抗特性に及{ます塑性拘束の影響に関する試接2 4 進展する延性き裂先端近傍の限界ひずみに及!ます塑性拘束の影響第4章
問題の他に，板厚 \) mm 試験片では元厚 28 mm 材から数枚lこ分割 して採取 したこ とが ら ，
板厚方向の延性き裂進展抵抗特性のばらつきが現れたことも考えられる) 0 G) なお， }j IJ途実
施した硬質試験片では，この点において差異が認められていなし\.
このように， H/ t や a ハYの変化に伴う塑性拘束の変化は，最大板厚減少量ム t で示される
塑性変形量や計算で求められる σ111/百と対応しており， H/ t が小さいほど塑性拘束が大き
a ハVが小さいほど塑性拘束が小さくなる傾向が，試験片の観察と解析結果から明ら
図 4.9 と同様にム a = l.Omm の際の dCTOD/da と a /\\-の関係、について，図 4.10 に整理 し
て示す. dCTOD/cla の算出にあたっては，板厚 5 mm の均質・軟質試験片の CTOD - R 曲
線(図 4.7(b)) を累乗近似した式から求めた.均質試験片では， a f\Vが大きい程 a 111/百が
増加し， dCTOD/cla が小さくなる傾向が顕著に現れているが， 一方，軟質試験片では a 八Yの
値によって clCTOD/da はほとんど変化しない.軟質試験片で dCTOD/cla に及ぼす a 1\\・の影




次;こ，軟質試験片の Mat.1 の幅(H)を変えた場合のき裂進展抵抗 (CTOD - R) 曲線につ
いて，図 4.7(a)(b):こ板厚ごとに均質試験片のそれと比較して示す . 板厚 20 mm , 
いずれの場合にも，軟質試験片においては均質試験片に比べて dCTOD/cla の減少がみられる.
軟質幅Hが小さ くなるにつれて，さらに clCTOD/da が減少する
5 mm の
ているためと思われる.
また，以上のことから本実験で用いられた試験片の σ111/百は， l. 2""'3.1 程度の範囲にあ
ることがわかる.図 4.G をみると，同じ a /\\.と板厚の試験片においては ， a m/百が大きく
なるにつれて 6 t 1 t は小さくなる傾向がみられ， HI t による塑性拘束の程度の変化やそれに
伴うð. t 1 t の変化が，定性的によく整理されているようである.しかし， clCTOD/cla :こつい
ては，必ずしも σ111/百と整合性がとれているとはいえず，板厚が異なる場合や対象 とする
ム a の範囲によ っては，延性き裂進展抵抗特性を表す指標として必ずしも適切でないことが
考えられる.
また，板厚 2 0 mm では，
傾向が認められる.
同様に，板厚 5 mm の a ハYを変えた軟質試験片のき裂進展抵抗曲線;こついて，図 4. 8 に均
質試験片と比較して示す. 軟質試験片では， a ハ1・の減少とともに dCTOD/cla は増加してお
り， H/ t と同様に a 八Vの大きさは，き裂進展抵抗特性に影響を及ぼすことがわかる . ただし，
均質試験片 /\1\111こ比べて，軟質試験片N 1\Il ì\ はその影響は小さい傾向にある.
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図 4 .9 には，延性き裂進展低抗特性に及ぼす塑性拘束の影響を整理するために， R 曲線の
代表的指標である dCTOD/cla と HI t の関係について示す.ここでの clCTOD/da の算出にあ
たっては，図 4 .7(a) (b)で得られた CTOD -R曲線を累乗近似した式からム a = l.Omm の場
合の clCTOD/cIa を求めた.図から分かる ように，板厚 20 mm と 5 mm のし吋ヱれの軟質試
験片でも， H/ t の減少とともに σ111/百が増加し， clCTOD/cla は減少する傾向が認められる .




































Ratio of crack length to specimen width , a/W 
dCTOD/ d a に及ぼす a /Wの影響図 4 . 10dCTOD/ da に及ぼす H / t の影響図 4 . 9 
る値を示すが， σ111/百の大きい板厚 20 mm 試験片の方が σ111/百 の小さい板厚 5 mm 試




















ずみ挙動を調査するために， 3 次元弾塑性有限要素解析法 (F EM) による延性き裂進展解
析を実施した.ここでの解析には，延性き裂進展試験に供試した軟質試験片N11[Nならびに
比較のための均質試験片A IvIの全てを対象とした.
軟質試験片は図 4.1 ;こ示すコンパクト試験片で，解析にはき裂線を中心にした 1 /4 モデ‘ノレ
を用いた.弾塑性 F E :，，1解析は，解析コードABAQUS を用いて，微小変形条件下におい
て計算した.解析には， 2 0 節点アイソパラ メトリック 6 面体要素を使用し，メッシュ分割
は図 3.10 で示すものと同じであり，き裂進展中のメッシュ寸法を O.lmm x 0.5mm としたも
のを使用した.この際，板厚方向には 5 層分害IJ とし，板厚 20 mm の場合に板厚方向には板
厚中央で 5 mm，試験片表面では 0.5mm，板厚 5 mm の場合に板厚方向には板厚中央で
1.25mm，試験片表面では 0.125mm とした.また，進展ステップは O.lmm，延性き裂進展
















延性き裂進展量ム a が O .4mm となる場合の均質試験片A lv'I と強度的不均質部幅の異なる
二種類の軟質試験片NMN (HI t = 1/2 ， 日It=1/4) の進展する延性き裂先端近傍の相
当塑性ひずみ 7p のき裂進展方向分布を，図 4.11 に示す.いずれの試験片も板厚は 20 mm 











|ω ムa=O. 4rm 
C .-















O. 05 。 AM 一/20 0.5 2.40 
口 NMN 10/20 0.5 2. 50 
Uコσ J ム NMN 5/20 0.5 3.07 
O. 05 O. 1 O.2 O. 5 2 5 
D i stance f rom c rack t i p, x (mm) 
図 4. 1 延性き裂先端近傍の相当塑性ひずみ分布に及ぼす H / t の影響
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第4章進展する廷性き裂先端近傍の限界ひずみに及ぼす室性拘束の影響 4. 3 進展する延性き裂先端近傍の応力・ひずみ挙動に及!ます塑性拘束の影響
図 4.12 ;こは，日/ t が 1/4 となる軟質試験片の仮厚中央断面のき裂先端近傍における 7p
が， 0.06 , 0.2 となる場合の等ひずみ線図を，均質試験片のそれと比較して示す.いずれの
試験片も延性き裂進展量t1. a が O.4mm となる場合において比較した。 軟質試験片では，強
度の大きい Mat.2 がき裂周りに存在する影響を受;ナて，同じ延性き裂進展量における塑性変
形領域は拡がりが限定される.しかし一方で，き裂先端近傍の大きく変形する大変形塑性領
域の拡がりをみれば，均質試験片のそれとほとんど差がない . また ， ひずみの大きさについ
ても ， 均質試験片に比べて，軟質試験片の強度的不均質部小IIa t. 1)におけるひずみレベルは必
ずしも大きいとはいえない.
化せず，均質試験片と軟質試験片の違いや軟質溶接継手での H/ t の大きさの違いなどの影響
をほとんど受けず，ほぽ同じ程度の(τp) c r レベルにあることが分かる.
次;こ，延性き裂進展とともに変化する延性き裂先端付近の相当塑性ひずみ 7p を，載荷後
のコンパクト試験片板厚中央断面部における硬度から推定した結果を，同じ試験片で計測さ
れた延性き裂進展量ム a との関係とともに，図 4.14 に示す.ここでは，均質試験片八三 I と強
度的不均質部幅の異なる二種類の軟質試験片)::¥11 N ( H /t= 5 / 2 0 , H / t= 1 0 / 2 0 )を対
象にしており，図 4.4 ;こ示すように τp は，進展する延性き裂先端の O.4mm x O.Gmm の領
域内 3 4 点の平均硬さから求めた.図 4.14 をみると，図 4.13 に示した 3 次元弾塑性 F El'v1 
解析によって得られた延性き裂進展中の(T p)cr(こ比べて，平均的に若干高めの値を与えてい
るものの，均質試験片と軟質試験片の違いによらず， 7p はほとんど同じ値を示している.
このように，硬さから推定した E p が，解析で計算された(TP) c rlこ比べてやや大きくなった
のは，図 4.13 で示したように，硬さ計測の範囲が O.Gmm とき裂直角方向にやや広く，高ひ
ずみ領域での値を多く計測したためと思われる . しかし，均質試験片，軟質試験片のいずれ
の試験片でも，延性き裂進展量の増加;こ伴い Zp がほとんど変化しない傾向は，図 4.13 に示








No. H/t a/W 
。 AM 一/20 O. 5 
口 NMN 10/20 O. 5 
ム NMN 5/20 O. 5 




このように，本試験で用いた軟質試験片では， H/ t の変化;こ伴う 7p 分布に及ぼす塑性拘
束の影響は，き裂先端から O.5mm 以上離れた位置からき裂周りの Mat.2 に離れるにしたが
い明確に現れる.しかし一方，進展する延性き裂先端近傍においては，強度的不均質部幅の




~ Q. 2 自 日出思D. 
4.3.3 進展する延性き裂先端の限界相当塑性ひずみに及ぼす塑性拘束の影響
( 1 )強度的不均質部幅と板厚比が異なる試験片の場合
均質試験片A 1\11 と強度的不均質部幅の異なる二種類の軟質試験片NMN (H/t=5/2 0 , 
H/ t ニ 1 0/20) を対象にした 3 次元弾塑性 F E:vI解析結果から得られた進展する延性き裂
先端の限界相当塑性ひずみと延性き裂進展量の関係、を，図 4.13 に示す.ここでの限界相当塑
性ひずみは，図 4.11 のひずみ分布結果から判断して，進展するき裂先端から O.lmm 離れた
位置における値を，き裂先端近傍のひずみ特異場の代表量として用いた. これをここでは
(T p) c r と表すこととして，以下においても限界相当塑性ひずみ( T p) c r は同じ定義 lこ基づく
ものとする.図 4.13 をみると，いずれの試験片も延性き裂進展に伴し、(T p)c r はほとんど変
c 




Q. 3 Q. 4 Q. 5 Q. 6 Q. 7 Q. 8 Q. 9 
Stable crack growth, tJ. a(mm) 
図 4 . 13 3 次元弾塑性解析で得られた進展する延性き裂先端の限界相当塑性ひずみの挙動
(板厚 20 mm, a /W :一定)
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板厚 5mmで切欠き比 a 八Vが 0.15 と 0.5 となる均質試験片Ardと軟質試験片N .tvl :\の 4
種類の試験片を対象にした 3 次元弾塑性FEM解析を実施した. その結果から得られた進展
する延性き裂先端の限界相当塑性ひずみ(τp) c r と延性き裂進展量6a との関係、を，図 4.15
;こ示す . (T P)cr は，図 4.13 と同様，進展するき裂の先端から 0.1mm 離れた位置の値とし
た . 図 4.15 をみると，いずれの試験片も延性き裂進展に伴い， (EP)cr はほとんど変化せず，
また， (E p) c r は均質試験片と軟質試験片によらず，切欠き比 a ハYの差に伴う塑性拘束の変
化に影響を受けないことがわかる.
このように，少なくとも本実験範囲における塑性拘束度条件の下では，延性き裂進展中の
き裂先端での限界相当塑性ひずみ(τp) c r は，き裂周りの強度的不均質に影響を受けない材料
固有の特性値となる可能性があることが確認された .
4.3.4 進展する延性き裂先端のひずみに及ぼす応力多軸度の影響に関する考察
応力多軸度が大きくなると，延性き裂発生開始時の相当塑性ひずみ (E P) は小さくなり，
両者は一定の関係にある こ とが，実験的事実として知られている 92) 例えば，強度 400"""'"
800 MPa 程度の構造用鋼で，応力多軸度の上昇;こ伴い延性き裂発生限界ひずみが低下し，





るそれに比べて比較的小さいためと考えられる . 例えば，参考文献 92) では応力多軸度は高々





試験片を用いた検討を行っているので， 1. 4 ........, 3 .1 土比較的大きい応力多軸度条件の下で検








図 4 . 15 
Q. 9 
3 次元弾塑性解析で得られた進展する延性き裂先端の
限界担当塑性ひずみの挙動(板厚 5 mm) 
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Q. 8 





No. H/t a/W 
。 AM 一/20 0.5 
ロ NMN 10/20 





Stable crack growth , 
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口 Nd ー/5 0.15 
。 馴 ー/5 O. 5 
ム NMN 2. 5/5 0.15 










































3 次元弾塑性 FEM解析による計算結果から得られる 3 種類の均質試験片と軟質試験片
(板厚 20mm) のき裂先端近傍のき裂直角方向応力 (σyy) 分布を図 4. 16(a)(b)に示す.
図の横軸は，延性き裂進展によって移動するき裂先端からの距離 x' で整理した.また，こ
こでは同じ延性き裂進展量(ム a =0.4mm， O.7mm)に達した際の σyy を比較した.均質試験片
と強度的不均質幅と板j享比日/ t が 1/2 の軟質試験片では，応力分布の形状と大きさにほとん
ど差がないのに対して， H/ t が 1/4 の軟質試験片では， a YJ・の大きさがやや大きくなる傾
向がみられる.また延性き裂進展に伴い き裂先端近傍よりもむしろき裂先端から O.5mm
以上離れた位置で a yy の増加傾向が，いずれの試験片にもみられる.
同様に ， /]. a が O.4mm となる場合の 3 種類の均質 ・ 軟質試験片のき裂先端近傍のき裂直
角方向応力 (a yy) 板厚方向分布を，図 4.17 に示す.ここでは，き裂先端から O. lmm 離
れた位置での a yy を用いて，縦軸の応力および横軸の距離ともに無次元化を行った . その際
横刺1は，板厚中央断面から板厚表面への距離 (z )を板厚( t )で除した無次元化量で表す.
縦軸は，き裂直角方向応力 (σyy) を Mat.l の降伏応力 (σy) で除した無次元化量で表す.
軟質試験片NMNの σyy/σyは，均質試験片AMの a yy/σy と比べて異なる分布形状を示
している.すなわち，板表面での σyy/ σ1 の減少が大きく，さらにH/ t が小さくなる程板
厚中央との差が大きくなる . しかし，板厚中央での a yy/ a y をみる限り，日パが 1/2 の場
合のNMN試験片と AM試験片においてほとんど差はみられない.
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A凧ムa = 0 . 7mn-e-
N刷. H/t = l /2.ム a = . 7rrm
・ ・0・. 
NMN. H/t = 1 /4 . ム a =. 7rrm
・~....













b a =0. 4mm ( a ) 
ム. -._ 
.一" 一ー・.一 . -"'_ . 一・..一'._
• I..J ""'_ & 
ぜ."，~・'. . ・1
・，，"μ~同町--:.!.. ‘H・-. 
., " ， . r-司・・・ー・・・・ー 〆肉、 ", ~ L:J"' .. ・ -ー司守句叫'.. 同l' ・ ....t:"T、、‘'.. 
. ム '.. 、、'.ー
・ I .•• • . ~、、・.














図 4 . 17 
3 
Distance from crack tip, 
( b) b a = O. 7 mm 




2 1.5 O. 5 
図 4 . 16 (a) (b) 
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同様に，延性き裂進展試験で得られた切欠末端部開口変位V LL一延性き裂進展量ム a 関係、
を用いて計算された CTOD - ~ a 関係 (R 曲線)と限界相当塑性ひずみ(τp) c r を延性き裂
進展条件として得られたそれを，図 4.19 に比較して示す . 両者はほぼ一致していることから，
延性き裂進展条件としてき裂先端での限界相当塑性ひずみ(τp) c r を用いた場合と切欠末端







これまでの 3 次元弾塑性解析は，延性き裂進展試験で得られた切欠末端部閉口変位V LL一
延性き裂進展量ム a 関係を用いて制御して実施した.こ こでは，図 4.13 や図 4 . 15 で得られ
た限界相当塑性ひずみ(E p) c r の平均値(ニ0.184)を延性き裂進展条件として， 3 次元弾塑性解
析による延性き裂進展シミュレーションを試みる.すなわち，進展する延性き裂先端から
O . lmm 離れた位置での限界相当塑性ひずみ(E p)c r が 0.184 に達すると，き裂先端の節点を
解放し，再び(τp) c r が 0.184 に達するまで負荷を続ける.これを繰り返して，延性き裂進展
をシミュレートした. (τp) c r を延性き裂進展条件とした延性き裂進展シミュレーションの結
果から得られた荷重一変位関係を，実験で得られたそれと比較して図 4.18 に示す.ここでは，
a 八Vが 0.5 ， H/ t が 10/20 の軟質試験片 N~vIN を例に用いた.ム a が 0.1'"'-'0.9mm の範囲で
4 
100 




NMN, a/W=O. 5, H/t=10/20 




V LL -ll a 






3D FE analysis 
(ﾋp)cr=O.184 












Stable crack growth , 
O. 6 O. 4 O. 2
5 4 
d i spI acement , V LL(mm) 
3 
Load I i ne
限界相当塑性ひずみ (τp) cr を用いた延性き裂進展シミュレーションから得ら
れた CTOD-/:，. a 関係と V LL-/:" a 関係を用いた延性き裂進展シミュレーション
から得られた CTOD-/:，. a 関係の比較
















( 1) HI t ならびに a 八Vの大きさは，延性き裂進展抵抗特性に影響を及ぼす. 均質試験片で
は， a 八Vの増加とともに dCTOD/da は減少する傾向が認められた.また，軟質試験片
では， Hハの低下とともに dCTOD/da は減少する傾向が認められた.すなわち，塑性
拘束の程度によって， CTOD-R曲線は変化し， CTOD などの破壊力学ノミラメータを
指標とした延性き裂進展特性は材料固有のものとならない.
(2 )これに対して，延性き裂先端近傍のひずみ特異場の代表量である限界相当塑性ひずみ
(τp) c r の値は，本実験範囲における塑性拘束条件の下では，塑性拘束の影響を受けず
延性き裂進展中;こあってもほとんど変化しない.また，均質試験片と軟質試験片の違い





傍での(E p) c r はほとんど応力多軸度の影響を受けない.この原因として，深い切欠き
を有する破接靭性試験片を用いた場合には比較的大きい応力多刺l度条件となり，応力多
軸度の変化に対してひずみの変化が小さく現れることが考えられる.
(4 )延性き裂進展条件として，き裂先端での限界相当塑性ひずみ(E p)c r を用いた場合と切





第 5 章 き裂先端の局所変位に基づく延性破壊評価に関する検討
5. 1 緒言
前章までに，進展する延性き裂先端の限界相当塑性ひずみ (τP) cr が，強度的不均質の影
響を受けない指標であることを確認した.また，破壊靭性試験片程度の塑性拘束の程度の変
化にも影響をほとんど受けず，延性材料のき裂進展抵抗特性としての指標になり得る可能性





必要となる (τp) cr は，必ずしも工業的に簡便な延性き裂進展抵抗特性のための評価指標と
はいえない .
一方， Schwalbe , Koçak らは， Ò5法と呼ばれるき裂先端の局所変位計測法を提案し，こ
れによって計測された局所変位はCTOD と等価に扱うことができるとの報告 66) を行ってい
る. Ò5法によって計測された局所変位は，強度的不均質の影響を受けず，破壊限界指標と




の影響を把握し，これと進展する延性き裂先端近傍の限界相当塑性ひずみ (EP) cr との関係
について調査する.さらに，局所変位が (τp) cr と等価な挙動を示すことを確認することで，
















ツク 6 面体要素を使用し，この際，板厚方向;こは，板厚 20mmの場合:こ板厚中央断面で、 ùmm
試験片表面で O . 5nunに，板厚 5 日lDIの場合 :こ板厚中央断面で1.25mm，試験片表面でO.125nun と
なる . さらに，進展するき裂先端の最小メッシュ寸法はO.lnun x O . 25mmとし，進展ステップ
E 
、-../



















試したものと同じ板厚 2 Omm と 5mm，切欠き長さ 5 Ollun，試験片幅 100nullのコンパクト試
験片である.前章までと同様に，き裂が導入された中央部の材料をMat. 1 と呼び， Ma t. 1 をは
さむ周囲の材料をMat.2 と呼ぶ.軟質試験片!\":'v1 N は ~Iat. 1 の幅H を 1 0 日1m (一部で 5mm) 
としたもので，均質試験片.-\ ivlは軟質試験片のMat. 1 と同じ材料を用いた.それぞれの材料
の機械的特性値は表3.4に，試験片のメッシュ形状は図3. 10に示したものと同じである.軟
質試験片の構成材料の強度比 Sr (=σy (Mat. 1) /σy (~Ia t. 2 )) は 0.47 と なる.なお，




板厚方向に 5 層分割した 1 / 4 モデルを用いた.また，解析には 2 0 節点アイソパラメトリ
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図5. 1 強度差をもっ二種類の材料から構成される不均質材モデル 図5 . 2 (a) (b) 進展する延性き裂先端の関口挙動に及ぼす強度的不均質の影響
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第5章 き裂先端の昆所変位に基づく延性確壊評価に関する検討 5. 2 進展する延性き裂先端の局所変位挙動







板厚 20nmlの AÌvI ， N1vII¥ (H/ t 二 10/20) 試験片の延性き裂進展量ム a が 0 . 4 !llll1，
O. 8 mm, 2. 0 Illm となった時のき裂先端部の変形図を，図5.21こ比較して示す.き裂先端に
は同じ材料のMat. 1 が存在するにも関わらず，同じ延性き裂進展量であれば~1vIN試験片の
方が， Mat.2の影響を受けて関口量が小さくなることがわかる.同様に，硬質試験片と均質
試験片の比較において，同じ延性き裂進展量であれば硬質試験片の方が， ~Ia t. 2の影響を受
けて開口量が大きくなることを別途確かめている .
このように，延性き裂進展中のき裂先端での変形状態は，均質試験片と不均質試験片の問
で差が生じる . さらに ， き裂先端から離れるほど強度的不均質の影響を受けやすいことが推
定できる . そこで，以下のように定義される進展する延性き裂先端での局所変位を用いて，
局所変位に及ぼす計調IJ位置や強度的不均質の影響について調べることにする . なお，ここで，
局所変位は 3 次元弾塑性解析の結果から求める . また，き裂先端を原点とし，き裂進展方向
を x ，き裂直角方向を y とした座標を用いる.
1) ?tip(G.L.)は，移動するき裂先端直上の標点間距離 (G.L.)が， O. 5 mm, 1 nml , 5 mm 
(( X , y) = (0 , : O. 25) , (O,::!: O. 5) , (O,:!: 2. 5) )のそれぞれの相対変位とする.
2) E tipは，ム tip(G. L.)/G.L.で定義される標点聞の平均ひずみ量とする .
変位は，延性き裂進展量に関わらず初期き裂先端位置での原点直上の変位を用いる方法
(固定法)ならびに延性き裂の進展に伴い新たなき裂先端へ原点を移動させて変位を求める
方法(移動法)の 2 通りの方法で，両者の比較を行った.図5.3 iこ示すように，固定法で読
み取られる局所変位は，元の初期き裂の位置での変位を用いることから，移動法による局所
変位 ðtip と区別して，ム i.tip と表記する.
また，板厚中央断面と試験片表面で得られる局所変位間の比較も実施した.なお， Ko軋k 
らによって提案されている 05 法による局所変位 11 )47 -4? l ó る) I 03) 1; 2 ) は，標点問距離が
5mm:こおける試験片表面で固定法により実験的に計測された値であることから，ここで定義
されるム i.tip(5) に対応している.また， 3 次元弾塑性 F E 1vI解析から求められる CTODの定
義は，前章に示すものと同じである.
??
0-0 : ム i.tip 
5.2.2 局所変位挙動に及ぼす計測方法の影響
板厚 2 0 lIlmの AM， :-\N1N試験片を例にして，固定法と移動法による計測方法の違いによ
る局所変位挙動の比較を，延性き裂進展量との関係によって図5. 4 (a) (b) Iこ示す.ここでは，
板厚中央断面での値を用いて整理した.図中の曲線は均質試験片の結果を表し，記号は軟質
試験片の結果を表す.ム i ， t.ip(G. L.)と ð tip(G . L .)の比較において，図5. 4 (a) に示す固定法では，
延性き裂進展に伴い局所変位は増加する傾向にあるが，図5. 4 (b) に示す移動法で、は，延性き
裂進展量に関わらずほとんど変化しないようである.また，移動法では，均質試験片と軟質
試験片の問の差は相対的に小さく，強度的不均質の影響が現れにくい傾向がみられるが，固













× ー x :ム tip




き裂の先端から O. 1 rnm陥れた位置で・の限界相当塑性ひずみ(E p) cr と比較して，図5.5:こ示
す.限界中日当塑性ひずみ (τp)crは，前章において，塑性拘束の程度に依存しないひずみ特
異場における代表量であることを確かめている.図中の線は均質試験片.-\ l'v1の E tip を， Open 
llI ark は軟質試験片 N.\IN の E tip を表し， Sol id mark は (Ep) cr を表す. E tipは均質試験片図5 . 3 局所変位!:，. i , t i p と!:，.t i p の定義
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き裂先端の局所変位に基づ〈延性破壊評価に関する検討第5章 進麗する延性き裂先端の局所変位挙動2 
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を確認した.また，前項では，板厚 2 0 nunの場合に局所変位 6tipは，延性き裂進展量に関わ
らずほぼ一定の値を示すことが確認できた.ここでは，進展する延性き裂先端での局所変位
が，限界相当塑性ひずみ (E p) cr と同様に板厚の影響を受けず， (E p) crの代用となり得るこ




2 0 日mの試験片のそれと比較して図5. 6 ~こ示す.図中の曲線は均質試験片AMの結果を表し，
記号は軟質試験片l\~-INの結果を表す.図から，板厚 2 0 nUlIから 5 1ll1llと変化しでも，軟質試




























M. ~ i. t i p(Q. 5 ) 
M. ~i. tip(l) 
M. ~i . tip(S) 
州.ai-FP(05)
刷.Abtip(1)






2 1.5 O. 5 
図 5. 5 
と軟質試験片の問でほぼ同じ挙動を示し，延性き裂進展とともにほとんど変化しない.これ
は， (Ep)crと同じ傾向を示しており，またその値も G.しが 5mmの場合を除いて 0.2 前後




























図5 . 4 (a) (b) 局所変位に及ぼす計測方法の影響(板厚 20mm)
Q. 5 
Stable crack growth. 
( b ) 
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第5章 き裂先端の居所変位に基づく延性破壊評価に関する検討 5. 2 進展する延性き裂先端の局所変位挙動
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図5 . 6 板厚中央断面で計測した板厚 5rrrn試験片の局所変位と板厚 20rrrn試験片の局所変位の比較 0 o O. 05 O. 1 O. 15 O. 2 O. 25 O. 3 
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図5 . 7 延性き裂進展に伴う試験片表面での局所変位(ム tip) に及ぼす
強度的不均質の影響 〈板厚 20mm)
I1tip(mid-thickness) (mm) 
( b) 板厚 5mm











板厚 2 0 nill1 と 511ill1の場合に分けて，図 5. 8 (a) (b) に示す. Open 1lI 31・ k は均質試験片を表し，
Solid mark は軟質試験片を表す.それぞれ延性き裂進展量が同じである時の板厚中央断面
と試験片表面でのムtip を，ム a が O. 4 "-' 1. 2 IIUJ1と O.4"-'0.8 I1UIIの範囲で比較した.均質
試験片.-\ IvIでは， G.L.の大きさや延性き裂進展量に関わらず，板厚中央断面と試験片表面で
6tipは良く一致するが，軟質試験片NMNでは試験片表面のム tipは，板厚中央断面の 6tip 
に比べて明らかに小さく，それはG.L.の大きさによらず認められる.また，このような傾向
は板厚;こ関わらず認められるが，板厚が薄くなった場合でも，試験片表面のム tipの量は，板
厚 2 0 nm1の場合とほとんど差はない.
このように，軟質試験片の板厚中央断面と試験片表面の変位に差が生じるのは，延性き裂
進展中のひずみや変位の板厚方向分布に起因する . 図5. 9 (a) (b) には，進展する延性き裂の
先端から O . llllmの位置での相当塑性ひずみ E Pを例にして，板厚方向のひずみ分布を示す.
いずれも延性き裂進展量ム a が o .4mm となる時のひずみで，板厚 2 011111\と;:) 111mの場合に分





が板厚中央部よりも大きくなり，変形が小さくなるためである.このように，板厚が 2 o 11m
から 5 nm1と小さくなっても，板厚中央断面での E p~こ対する試験片表面の影響は小さいため




ずみ (E p) crの代用値となり得る可能性のあることが明らかになった.しかしながら，試験
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5. 2 進展する延性き裂先端の島所変位挙動
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( b) 板厚 5mm










に有用とならない.したがって， 3 次元弾塑性解析で得られる (τp) c r ーム a 関係と 2 次元
弾塑性解析で得られる (Ep)cr - 6 a 関係と等価であることが確認できれば， 2 次元弾塑性
解析による延性き裂シミュレーションが可能となり， (Ep)crの活用法に関して拡がりを有
することになる.
さらに，前節で検討したように，板厚中央での局所変位ム tlp は， (E p) c rの代用となり得
る指標であることが明らかになった.したがって，局所変位においても 3 次元弾塑性解析円、
得られる 6tip ー ム a 関係、と 2 次元弾塑性解析で得られるムtip- 6 a 関係とが等価であるこ
とが確認できれば， 3 次元弾塑性解析による (E p) crの導出が簡略化され，工業的な有用性
が増す.
このような観点に立って， 2 次元弾塑性解析の結果を用いた 3 次元弾塑性解析結果のシミ







ずみ (τp) cr とならびに局所変位ム tip と， 2 次元弾塑性 F E I'vf解析で得られるそれとの関係




解析対象は板厚 20mmの A N , A i'vlの均質試験片， IvI N NI ( H / t = 1 / 2 , a /¥ V = O. 5) 
硬質試験片およびNìd :\T (H/t=1/2 , a/¥"=O. 5) 軟質試験片とし， 2 次元弾塑性解析
条件を 3 次元解析と同じにして実施した.延性き裂の進展条件として，コンパクト試験によ
り得られた荷重線変位VLLと延性き裂進展量 6a の関係を用い， 3 次元弾塑性 F E:-vr解析で
得られる (τp) cr と 2 次元弾塑性 F E~vI解析によって得られる E P と比較した.
図 5. 11 には，板厚 2 o 111mのコンパクト試験により得られた荷重線変位 VLLと延性き裂進
展量6a の関係を入力データとして， 3 次元弾塑性 F Eìvl解析から計算された荷重一荷重線







板厚 2 0 nun コンパクト試験片を例にして， 3 次元弾塑性 F E l'vl解析により得られる局所変
位 6tip と CTODとの関係について，それぞれ同じ延性き裂進展量となる時の値を，図5.10:こ
比較して示す. 6tipは移動法で、読み取った板厚中央断面の値とし， 6 a がO. 4nul.-...0. 8mmの範




範囲で局所変位 6 tipはほとんど変化せず， 6tip と CTODは必ずしも線形関係にあるとはいえ
ない.これは， CTODが相対的にき裂後方での塑性ひずみの代表量となっているため，変形
が進むにつれて増大するが，一方でム tlp は (Ep) cr と同様に延性き裂先端部での局所領域で
の塑性ひずみを代表する指標となっているためと思われる. したがって，さらに塑性変形が
進むと CTODの増大も徐々に飽和する傾向に向かい， .6. tip と CTODの聞に相関性が現れる場
合があることも予想できるが，少なくとも こ こで扱った延性き裂進展量 6a がO. 4nill.-...0. 8111 
























進展する延性き裂先端の CTODと.6 t ip の比較(板厚 20mm)
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図5. 12 (a) rOOJ (d) 板厚 20mmコンパクト試験片データに基づく 2 次元と 3 次元弾塑性
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FEM解析によって得られた荷重一荷重点変位は実験値と良く一致した.また平面ひずみ条
件下よりも平面応力条件下の 2 次元弾塑性FEM解析によるそれにほぼ良く一致する.
図5. 12 には， 20mm板厚コンパクト試験により得られた VLL と 6. a の関係を入力データ
として用いた 3 次元弾塑性 F E IvI解析から計算された限界相当塑性ひずみ (τp) cr ー延性き
裂進展量ム a 関係、を， 2 次元弾塑性 FEM解析によって得られた E P ーム a 関係、と比較して






2 次元弾塑性 F E 1'\'1解析によって得られる 7pは，平面ひずみ条件下では 3 次元弾塑性解
析によって得られる (E p) cr と良 く 一致する傾向にあるが，平面応力条件下では過大な E P値
を示し，明らかに延性き裂進展量6a とともに増加する傾向がみられる . これは， 3 次元弾
塑性解析で得られる延性き裂進展中の相当塑性ひずみの板厚方向分布 (図 5 . 9 (a.) (b) ) に示
されるように ， 2 次元解析で得られる程には 3 次元の板厚中央断面と試験片表面では E pの
差はほとんどないためである .
以上の こ とから， 3 次元弾塑性解析や実験から得られた荷重一荷重線変位関係、が， 2 次元
平面応力条件弾塑性解析で得られたそれと一致する一方で， 2 次元平面ひずみ条件で得られ
る E Pは ， 3 次元弾塑性解析で得られる(E p) c 1' と一致する こ とがわかった.したがって ，
3 次元解析で得られる ( τ p) c1'の代用として 2 次元平面ひずみ条件弾塑性解析で得られる τp
を用いて ， 延性き裂進展シミュレーシ ョンを実施 しても， 3 次元解析や実験で得られる荷重
一変位関係を再現できないことが明 らかにな った.
次に， 3 次元弾塑性解析で得られる板厚中央断面の (E p) cr と 平面ひずみ条件下の 2 次元
弾塑性解析で得 られる延性き裂進展中の E P を比較して，図 5. 13に示す. それぞれ，同 じ延
性き裂進展量に達 した場合の (Ep) c 1' と E P を比較 し た . 図 中 の Op e n ma. rlくは均質試験片の
τp を， Solid markは不均質試験片で、得られた τPを表す . 3 次元弾塑性解析で得られる板厚
中央断面の限界相当塑性ひずみ(E p) c r と平面ひずみ条件下の 2 次元弾塑性解析で得られる
Q. 3 
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図5 . 13 3 次元弾塑性解析(板厚中央断面)と 2 次元弾塑性解析(平面ひずみ条件)
で得られる (τp) crの相関性
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5. 3 2次元弾墾性解析による延性き裂進展シミュ レーションの簡略化のための基礎的検討
7piま，ム a がO. -1"'0. 8mmの範囲では均質試験片，不均質試験片に関わらず良く 一致するの
がわかる .
このように，平面ひずみ条件下 2 次元弾塑性解析で得られる E P は， 3 次元弾塑性解析で
得られる板厚中央断面の (τp) cr と良く一致するので，延性き裂進展中の(E p) c r を得ること
だけを目 的とするならば，平面ひずみ条件下での 2 次元弾塑性解析を用いることで， 3 次元
弾塑性解析の代用とすることができるものと考えられる.
5.3.2 2 次元および 3 次元弾塑性解析により得られる局所変位の比較
次に，板厚 2 0mmAM ， NMN試験片を例にして， 2 次元弾塑性 FEM解析によ り得られ
る局所変位6. tip と 3 次元弾塑性解析で得られるそれとの関係について，図 5. 14，図 5 . 15 に示
す . 図 5. 1 4では 3 次元弾塑性解析で得られる板厚中央断面の 6. tip と平面ひずみ条件下の 2 次
元弾塑性解析で得られるム tip を比較し，図 5. 15では 3 次元弾塑性解析で得られれる試験片表
面の6. tip と平面応力条件下の 2 次元弾塑性解析で得られるム tipを比較した. 図中の線は均質
試験片の結果を表し，記号は軟質試験片の結果を表す. ともに，移動法を用いて求めた. 図
5. 14で示されるよ うに， 3 次元弾塑性解析で得られる板厚中央断面のム tip と平面ひずみ条件
下の 2 次元弾塑性解析で得られる 6. t ip は， G . L .が O . 5 mm'" 1 mmの範囲では均質試験片と軟
質試験片に関わらず良 く 一致する. 一方， 3 次元弾塑性解析で得られる試験片表面の6. tip と
平面応力条件下の 2 次元弾塑性解析で得られるム tl p は， G.L . の大 き さに関わ らず均
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3 次元弾塑性解析により得られる板厚中央断面でのムtip;こ対する試験片表面での.6 tip の
比を，延性き裂進展量との関係において図5 . 16に示す. 板厚 2 0 nm]のえ\，1 ， :\"\ .IN試験片を
対象にして， 軟質試験片はH/t が 1/2 と 1/4 のものを併せて示した . 板厚中央断面で、の
.6 t ip と試験片表面でのムtipの比は， 均質試験片AìvIの G. L. がO.5 nunのデータを除いて，延性
き裂進展量に関わらず，ほぽ一定値となるようである . しかし， A ìvI均質試験片ではその比
は0. 8'""-' 1. 0程度であるのに対して， NìvIN軟質試験片はO . 6以下の値となる.日/ t が 1 / 4
と 小 さくなると p その比は多少小さくなる傾向を呈している . このことから，板厚中央断面
での .6 tipに対する試験片表面での ム tlpの比は，塑性拘束の程度に影響を受け， 日/ t が小さ
い程板厚中央断面での .6 tip と試験片表面での .6 tipの差は拡がる傾向にあることが確かめら
質試験片，軟質試験片ともに良く一致しているとはいえない. このことから，平面応力条件
下の 2 次元弾塑性解析で得られた局所変位を， 3 次元弾塑性解析で得られる仮厚中央断面で
の局所変位の代用とする こ とには問題がある こ とがわかる . しかし一方，平面ひずみ条件下
の 2 次元弾塑性解析で得られた局所変位を， 3 次元弾塑性解析で得られる板厚中央断面での
局所変位の代用 とでき る ものと考えられる .
3 次元弾塑性 F E IvI解析によって得られる板厚中央断面でのム tlpに対する試験片表
面での ム tipの比と Mat. 1 と Mat . 2の強度比 (S r) の関係について，図5 . 1 nこ示す.ここ では，
延性き裂進展量 .6 a が O . 4mm となる場合の ム tip (1 ) のデータを用いて整理したが， ム a が
0.4'"-' 2 mmで、の ム tip (1)の上下限値の範囲も図中に示 し た . また ， H/ t = 2 0/2 0 の場合
についても， (τp ) cr を O . 18 4 と一定値に制御 して得られた解析結果(-1. 4節図-1. 1 8 参照)
から ， 板厚中央断面での .6 tipに対する試験片表面での .6 tip の比を計算した結果についても
図中に示した . 図 5 . 1 7 から ， 板厚中央断面での ム tipに対する試験片表面での .6 tip の比 は，
強度比 Srの大きさに影響を受ける こ とがわかる . さらに，板厚中央断面での ム tipに対する
れた .
次 l乙
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前節までの 3 次元弾塑性解析の結果，限界相 当塑性ひずみ( E" p) c r -延性き裂進展量 .6 a
関係は，延性き裂進展シミュレーションのための延性き裂進展条件になり得て， また局所変
位ム tlpが，進展中の延性き裂先端ひずみである (E p) cr とほぼ等価な指標となり得る可能性
のあることが明らかになった. 一方，試験片表面における局所変位ムtipは均質試験片と不均

















板厚中央断面で .6 tip を実際、に計測することは容易ではない.したがっ て，比較的容易と考え
られる試験片表面でのム tip を計測した上で，板厚中央断面での.6 tilコ に換算できることが工
学的には望まれる.そこで，ここでは解析結果から読み取られる板厚中央断面と試験片表面





S r (Y) 
Welding 刊ickn邸S *) n 
0.4 0.6 1.0 1.4 1 ﾟ method (mm) 
Steel for low SMAW 
tempe問削除Service GTAW 25--30 14 Gtv1.AW 
(SLA325B ,SLA360) SAW 
Stainless Steel SMAW GTAW 40 ~ 50 7 (SUS304 ,sUS304N2) GMAW 
SAW 
AI alloy 
GMAW 40--190 5 ト一一→
(A5083-0) 
Nickel steel for low SMAW 
temperature service •• GTAW 27 ~ 45 7 
(SL9N590) SAW 
表5. 1 
試験片表面でのム tipの比は， S rのみならずH/ t の大きさにも若干の影響を受ける傾向が認
められるが，実溶接継手における H/ t の存在範囲を考えると， Srlこ比べてその影響の程度
は小さいと判断できる.また，板厚 5mmの場合の板厚中央断面でのð. tipに対する試験片表面
でのð. tipの比を，図中 lこ Solid mark で示した.板厚が薄くなると，均質試験片と軟質試験
片ともにその比はやや大きくなる傾向が認められるが，ほとんどぱらつきの範囲にあるよう
にもみえる.
以上のように，延性き裂進展中の板厚中央断面でのム tip lこ実1"する試験片表面でのム tip の
比は，塑性拘束の程度に少なからず影響を受けることが判明した.その中でも，強度的不均
質の程度 (S r) によって，その比は大きく変化することが明らかになった.
表5. 1 には，延性材料を用いた代表的構造用溶接継手の強度比と板厚，溶接法について整
理したものを示す 1 1 3 ) 低温貯槽用低合金銅 (SLえ338 ， SHY685N) ，原子力発電プラント用
オーステナイト系ステンレス鋼 (SUS304) , L N G船球形タンク用アルミ合金 (A5083-0)
とステンレス銅 (SUS304N2) ，陸上 LNG貯槽用 9%Ni 鋼 (SL9NS90) のいずれも， それ
*) Quantity 2 
ぞれの使用温度において，脆性破壊の発生がないことが検証されている代表的な延性材料で
ある.表5 . 1 から，実構造溶接継手において， S r で 0.6"'1.5 程度の強度差が存在する
ことがわかる.
t=20mm 
.ﾟ a =0. 4mm 
.ﾟ t i p(G . し =l mn )
一方，試験片表面での局所変位ムtlp を計測することで，板厚中央断面での局所変位ム tlp
に換算するためには，図 5. 17のような H/ t と強度比 Srをパラメータとした板厚中央断面で
のð. tip に対する試験片表面でのð. tipの比との 3 次元の関係、を表す図を前もって準備する必
要がある . 図 5 . 17で得られるような関係は，厳密には異なる材料の種類や板厚ごと，異なる
試験片の種類や寸法・形状 (H / t , a ハV) ごとに準備されるべきである.しかし，図5. 17 
の結果から塑性拘束の程度は，主に強度比 S r と拘束条件によって決定されるものと考えら
れるので，範囲を限定すれば図5 . 17で示される a /\Vが 0.5 ， H / t が 1/4 の曲線を推定曲
線として使用することで，ある程度の誤差内で板厚中央断面の局所変位を推定できるものと
思われる.
このように， H/ t と強度比 S r をパラメータとした板厚中央断面での局所変位ð. tipに対
する試験片表面での局所変位ð. tip との比の関係図を使えば，実計測上容易と考えられる試験




a/W=0 . 5, 
1. 5 
試験片表面のð. t ip と板厚中央断面での Ô tip の比に及ぼす強度的不均質の影響
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図 5. 18には，局所変位を用いた延性破壊評価の手順の一例を示す. 最初に，継手A ，
試験片表面での局所変位ム tip(surface)を延性き裂進展量ム a との関係において計測しておく.
ム tip(surface)は強度比 Srの影響を受けるので，板厚中央断面のム tip(mid-thickness)に換算する.
これは ， 5. 4. 1 項で述べたように，前もって準備された強度比 S r と日/ t とム tip(su出ce)/
ム tip(mid-thickness)の関係図を用いることで簡便に換算できる . また，それぞれの母材および
溶接金属の強度特性と不均質部幅と板厚が既知であれば， S r およびH/t を前もって得る







また，限界相当塑性ひずみ (Ep) cr と板厚中央断面の局所変位.6 tip とはほぼ等価に扱える
ことから，き裂を含む不均質部での局所変位を用いた延性き裂進展シミュレーションが，
局所変位を用いた延性き裂進展評価法の提案5. 4. 2 
材料選定試験/継手性能評価試験
(伊1 :継手 A よりも継手 B の方が、より高い延性き裂進展抵抗を有することを確認する )
強度的不均質性の影響を受けない延性き裂進展抵抗としての活用
B の




継手 A : (ム tip ) .¥ , 
継手 B : (ム tip) B , 



























継手 A : (ム ti p ) A , 
継手 B : (ム tip) ﾟ  , 
図 5. 18 
( 2 )延性き裂進展シミュレーションの簡素化への応用
次に，延性き裂進展シミュレーションへの応用について検討を進める . 延性き裂進展解析
では， 一般に破壊力学パラメータ J 積分と延性き裂進展量 ム a の関係，すなわち J-R曲線
を材料特性として計測しておいた後，これを制御条件としてき裂進展をシミュレートする.
本研究では不均質材を対象としたため，強度的不均質の影響を受ける J 積分を用いず，荷重
線変位V LLと延性き裂進展量 ム a の関係を用いた. これとき裂先端近傍の相当塑性ひずみ
(τ p) crを用いた場合には，等価な結果を与えることが前章でも確認されていることから，
強度的不均質の影響を受けないシミュレーション方法であるものと考えられる.ただし，試
験片における延性き裂進展シミュレーションの場合には， VLLーム a 関係を用いる手法が有
用となるが， VLLの計測上の難しさから試験片以外への適用が困難である短所を有する. 一
方， (Z p)crーム a 関係を用いる場合には，試験片レベルの 3 次元弾塑性解析によって材料特
性値としての (Ep) crが求まり，これを用いた構造モデルでの延性き裂進展シミュレーショ
ンが可能となる.
ここで， 3 次元弾塑性解析で求める限界相当塑性ひずみ (τp) cr と平面ひずみ条件での 2
次元弾塑性解析によって求まる τpとは，ほぽ等価であることが5. 3. 2項で確認されている.
このことから，図 5 . 19 (a) に示すような手順に従い， 2 次元弾塑性解析により τpを求める
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図 5. 1 9 (a) 2 次元弾塑性解析の利用による延性き裂進展シミュレーションの簡素化の一例
(その 1 : ( Ep) crの導出の簡素化)
図 5. 19 (b) に示すような手順により実現できる可能性がある.すなわち， (τp) crを求めるた
めの弾塑性解析を実施しなくとも，き裂を含む不均質部の試験片表面での局所変位の計測を




りに，実計測されたVLL-D. a 関係を用いて計算された 3 次元弾塑性解析結果から求めた.
試験片は，板厚 2 0 mmの NMN軟質試験片でH/t が 1 0/2 0 のものを用いた.このように
して求めた試験片表面でのD. tipを，板厚中央断面のム tipに換算した.換算に当たっては，強
度比 Srが 0.47 の時の平均換算係数を，図 5. 17から求めた.換算の結果，板厚中央断面の
D. tipは O . 2 4 mm (G . L.=. 1 mm) と得られたので，これを延性き裂進展中には一定であるとの
条件の下に，延性き裂進展シミュレーションを行った.その結果から得られた荷重一荷重




ム t ip ー ム a特性に基づく
延性き裂進展シミュレーション
< 3 次元弾塑性解析 >
仮厚中央での き裂を含むイミ均質;協の
仮表面でのム ti pの計 iWJ




(その 2: (τp) crの導出の簡素化)
両者はほぼ一致しており，き裂を含む不均質部の試験片表面の局所変位を計測し，これを板
厚中央断面での局所変位に換算することで，延性き裂進展シミュレーションが可能となるこ
とがわかる.また，限界相当塑性ひずみ (Ep) cr を求めるための弾塑性解析を実施しなくと
も， (τp) crの代わりに局所変位を用いることで延性き裂進展シミュレーションを行うこと
ができることが明らかになった.






















( 1) 3 次元弾塑性解析や実験から得られた荷重一荷重線変位関係が， 2 次元平面応力条件
弾塑性解析で得られたそれと一致する一方， 3 次元弾塑性解析で得られる限界相当塑
性ひずみ (τp) cr は， 2 次元平面ひずみ条件で得られる E Pと一致することが，本実験で
実施した検討範囲内で確認できた.したがって， 3 次元弾塑性解析で得られる τpの代
用として 2 次元平面ひず、み条件弾塑性解析で、得られる τpを用いて，延性き裂進展シミ
ュレーションを実施しても， 3 次元弾塑性解析や実験で得られる荷重一変位関係を再
現できないことがあるものと思われる.
(2) 3 次元弾塑性解析で得られる板厚中央断面の (τp) cl'~ま，平面ひずみ条件下 2 次元弾
塑性解析で得られる τpと良く一致するので，延性き裂進展中の (τp) crを得ることを目





















明らかになった.さらにこの際，限界相当塑性ひずみ (τp) crを求めるための 2 次元あるい
は 3 次元弾塑性解析を必ずしも実施する必要がなく，シミュレーションの簡素化が図れるこ
とも確かめられた.
3D FE analysis 
~ t i p=O. 24mm 
Expefrents 








NMN , a/W=O. 5. H/t=10/20 





















性ひずみ (τp) cr を求めるための弾塑性解析を必ずしも実施する必要がなく，シミュレ
ーションの簡素化が図れる .
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抵抗特性の比較において，硬質試験片ではdCTOD/d a (d ] Id a)が大きくなり，軟
質試験片で、はdCTOD/d a(d J Id a)が小さくなることがわかった.また，軟質試験
片では軟質部幅が小さい程，その傾向は大きく現れることを実験的に確認した.





場合には，延性き裂進展抵抗としての破壊指標として， CTODや J 積分のような破壊
力学パラメータに代わる何らかの適切な破壊指標が必要である.
( 3 )進展する延性き裂先端近傍の限界相当塑性ひずみ (τp) cr は，強度的不均質の影響を
ほとんど受けず，同じ延性き裂進展量の時，均質試験片，不均質試験片ともにほぼ同
じ限界相当塑性ひずみ量となる.このことから， CTODあるいは J 積分のような破壊
力学パラメータは主として強度差に起因したき裂周りの不均質性に影響を受けるのに
対して，進展するき裂先端近傍の限界相当塑性ひずみ (τp) cr は，き裂周りに存在する
強度的不均質の影響を受けない延性き裂進展指標となるものと考えられた.また，き
裂先端に位置する材料の違いによって，延性き裂進展とともに単位き裂進展量当たり
の (τp) cr 増分が異なる挙動を示すのは，き裂先端に存在する材料固有の特性に依存す
るためと推定した.
さらに，強度的不均質の影響を受けない材料特性値として進展する延性き裂先端近傍での
限界相当塑性ひずみ (τP) cr に注目し，これに及ぼすき裂先端の塑性拘束の影響について検
討した.軟質部を有する継手の塑性拘束の程度を変化させることを目的に，軟質部幅に対す











( 2 )これに対して 延性き裂先端近傍のひずみ特異場の代表量である限界相当塑性ひずみ
(τp) cr の値は，本実験範囲における塑性拘束条件の下では，塑性拘束の影響を受けず
延性き裂進展中にあってもほとんど変化しない.また 均質試験片と軟質試験片の違
いや切欠き長さの違いに関わらず，限界相当塑性ひずみ (τP) cr の値に差が認められな
いことから，進展する延性き裂先端近傍での限界相当塑性ひずみは，き裂周りの強度
的不均質に影響を受けない材料固有の特性値と考えられる.











( 1) 3 次元弾塑性解析で得られる板厚中央断面の (τp) cr は，平面ひずみ条件下 2 次元弾
塑性解析で得られる τpと良く一致するので，延性き裂進展中の (τp) cr を得ることを
目的とするだけならば，平面ひずみ条件下での 2 次元弾塑性解析を 3 次元弾塑性解析
の代用とできるものと考えられる.
( 2 )延性き裂先端の局所変位挙動は，計測位置の影響を受ける.しかし，き裂進展ととも










標として (τp) cr の代用値となり得る可能性を示した.
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